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第 1章 緒 論 
 
 
1.1 緒 言 
 
従来、運転開始後 30 年を超える発電用原子炉施設に対しては、運転開始の後 30 年目ま
で（その後 10年ごと）に、運転開始の後 60年目までの経年劣化の問題がないかの評価（高
経年化技術評価）を行い、高経年化に伴う保全方針を策定して、これを保安規定として定
めることが要求されていた。原子力安全・保安院は、電気事業者が実施した高経年化技術
評価の妥当性を確認した上で保安規定を認可することとしている。本制度についてはその
改正が検討されており、原子力発電所の運転できる期間を運転開始から起算して 40年を原
則とすることに加え、当該期間の満了に際し、長期間の運転に伴い生ずる原子炉等の劣化
の状況を踏まえ、安全性を確保するための基準に適合していると認めるときに限り、20 年
を超えない期間を限度として一回に限り延長の認可をすることができること、が改正案の
骨子となっている。 
上記制度の見直しに関連して、原子力安全・保安院は原子炉圧力容器の中性子照射脆化
に関わる報告書をとりまとめている[1]。この中で、中性子照射脆化に関する現行の評価方
法、すなわち日本電気協会の電気技術規程 JEAC4206-2007 [2]に規定された評価方法は一定
の保守性を有しており、直ちに規制で用いる評価方法の見直しを行う必要は無いことを確
認したとしている。同時に、学協会において予測精度の向上のための予測式の見直しを行
うことや、加圧熱衝撃（PTS: Pressurized Thermal Shock）の評価に関する国際的な整合性の
確認に加え、破壊靭性に関するばらつきの評価法の改善といった課題について、適宜最新
知見を反映することが望ましいとしている。このうち、最後に掲げられた課題に対しては、
破壊靭性のばらつきとその温度依存性を統一的に評価できる、いわゆる破壊靭性マスター
カーブ法を用いた健全性評価手法の規格化が期待されるところである。 
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高経年化技術評価における重要な検討課題の一つに原子炉圧力容器鋼の中性子照射脆化
（Neutron irradiation embrittlement）がある。一般的に材料は中性子の照射を受けると微細な
組織変化を生じ、粘り強さを失って脆くなって、延性（Ductility）や破壊靭性（Fracture 
toughness）が低下することが知られている。破壊靭性の指標としてシャルピー吸収エネル
ギ（Charpy absorbed energy）を用いた場合の温度との関係を模式的に図 1.1に示す。原子炉
圧力容器鋼を始めとするフェライト鋼におけるシャルピー吸収エネルギと温度の関係曲線
は、低温側でほぼ一定のシャルピー吸収エネルギを示す脆性温度領域（Brittle temperature 
range）、高温側でほぼ一定のシャルピー吸収エネルギ（上部棚吸収エネルギ：Upper shelf 
energy）を示す延性温度領域（Ductile temperature range）、および両温度領域を結ぶ遷移温度
領域（Transition temperature range）からなっている。材料が中性子の照射を受けると、遷移
温度領域の曲線が高温側に移行、すなわち遷移温度が上昇するとともに、上部棚吸収エネ
ルギが低下する。シャルピー吸収エネルギと温度の関係における遷移温度は衝撃試験なら
びに落重試験 [3]によって求められる関連温度（Nil-ductility temperature）によって与えられ
る。図 1.1では破壊靭性の指標としてシャルピー吸収エネルギを用いているが、遷移温度領
域における破壊靭性と温度の関係曲線に着目した場合であっても、図 1.2に示すように、中
性子の照射に伴い曲線は高温側へシフトする。 
原子炉設置者は、原子炉圧力容器の胴部の中性子照射脆化の度合いを把握するため、中
性子の照射量が原子炉圧力容器より高くなるよう、原子炉圧力容器と炉心の間に原子炉圧
力容器と同じ鋼材から作られた試験片（監視試験片：Surveillance specimen）を収めたカプ
セルを装荷し、原子炉の運転期間を見ながら、試験片を計画的に取り出して試験を行うこ
とによって、同じ材料からなる原子炉圧力容器の脆化の度合いを確認している。 
これまで、原子炉圧力容器鋼の破壊靭性の評価では、温度に対する静的破壊靭性（Static 
fracture toughness）KIc、あるいはき裂伝ぱ停止破壊靭性（Crack arrest fracture toughness）KIa
の下限値を包絡してその評価曲線（破壊靭性評価曲線）を決めるといった方法が採られて
いた[4-6]。しかし、この方法は多分に経験的な手法であり、破壊靭性評価曲線の妥当性は
これまでにそれを下回るデータが得られていないという帰納的な証拠に支えられているこ
と、鋼材によっては破壊靭性評価曲線が過度に保守側の限界となることなどの理由から、
これに代わるより合理的な破壊靭性評価法が求められていた。米国の照射脆化が進んだプ
ラントにおいて、シャルピー衝撃試験に基づく間接的脆化評価ではなく、破壊靭性を直接
計測することが一部のプラントで必要となってきていることや、構造健全性評価に確率論
的破壊力学解析法を適用しようとする動きが本格化してきていること[7]も、破壊靭性の直
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接的な評価を指向するようになった一つの契機であると言えよう。 
近年、破壊靭性が本来有する統計分布特性を考慮してその信頼限界を理論的に定める方
法、いわゆるマスターカーブ法（Master Curve approach）が提案された[8-11]。同法は、同一
条件下におけるフェライト鋼の破壊靭性のばらつきを最弱リンクモデル（Weakest link 
model）に基づくワイブル分布（Weibull distribution）により記述し、かつ分布の中間値の温
度依存性を、鋼材ごとに決まる参照温度（Reference temperature）Toなる指標を唯一のパラ
メータとする一本の曲線（Master Curve）によって記述する手法である。破壊靭性評価曲線
はある特定のデータセットに対する破壊靭性の下限を確定論的に与えるものに過ぎないが、
マスターカーブの信頼限界を合理的に決定し、これをもとに破壊靭性の下限を設定するこ
とができれば、原子炉圧力容器鋼の構造健全性評価の理論的根拠をより明確化し、説明性
を向上せしめることが可能となる[12]。 
原子炉圧力容器鋼にマスターカーブ法を適用することの妥当性については、これまでに
蓄積されてきた未照射材、照射材を含む膨大なデータベースを基に多くの検証がなされて
おり[13-25]、ある一定の条件を満たすように行われた破壊靭性試験の結果から参照温度が
決定可能であること、破壊靭性のばらつきがワイブル分布にしたがうこと、破壊靭性の中
間値の温度依存性がマスターカーブによって表現できること、についてコンセンサスが得
られている。近年では、マスターカーブの実機適用性を実証するための国際的な共同研究
プログラムが IAEA の主催の下に推進されている[26, 27]。その一環として、試験片形状や
き裂の深さによって変わる拘束の強さが参照温度の決定にいかなる影響を及ぼすかについ
ての体系的な調査[28, 29]、拘束の強さが異なるき裂付き試験片に対するベンチマーク解析
[30]、照射脆化の進行した材料に対するマスターカーブ形状の妥当性の検証[31]などの結果
が報告されている。 
中性子の照射を受けた金属材料には微小な格子欠陥（格子間原子、原子空孔集合体）が
生じ、その発生と増大とが破壊靭性の低下の主要因とされているが、このような中性子照
射脆化のメカニズムをモデル化することによって破壊靭性の低下を説明しようとする取り
組みも報告されている。Tanguyら[32]は Gursonモデルにより記述される延性破壊と脆性破
壊の統計分布特性とを組み合わせ、中性子照射による破壊靭性の低下を説明している。柴
沼ら[33, 34]はへき開破壊の発現機構をセメンタイト脆化相の割れ、フェライトへの微小き
裂の伝ぱ、き裂の結晶粒界の突破からなるプロセスに還元し、破壊靭性の再現を試みてい
る。Noronha ら[35]はき裂先端近傍における転位のシミュレーションに基づき遷移温度域で
の破壊靭性を予測し、マスターカーブの形状が妥当であることを報告している。 
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一方、極度に中性子照射脆化が進行した材料や粒界割れを起こす材料に対しては、現行
のマスターカーブの形状は妥当とは言えないとの主張もある。このような場合の対処の方
法として Unified Curve Approachが提唱されている[36-48]。これは、き裂前縁に配置された
単位セルがへき開破壊に至る応力をWeibull分布で与え、個々のセルに作用する局所応力が
これを超えるときに破壊が起こるとして破壊靭性の温度依存性をモデル化したものであっ
て、Unified Curveの形状が脆化の程度に応じて可変であるとした点に特徴がある。ただし、
脆化の程度を表す指標を一貫した方法で決定することが困難な点に問題が残されている。
また、粒界破壊を来すような材料については、へき開破壊を起こす機構が混在しており、
それぞれの機構に基づくマスターカーブの重ね合わせによって破壊靭性の温度依存性が表
現できるとする Bi-Modalなマスターカーブも提唱されている[49, 50]。現象を記述するのに
必要とされるパラメータが増える分、その決定にはより多くの破壊靭性データが必要とさ
れ、実材料へのマスターカーブの当てはめが即応的になると言わざるを得ない。現状にお
いては、一部のロシア型加圧水型原子炉（VVER）を除き、商用軽水炉の原子炉圧力容器鋼
の破壊靭性評価に対しマスターカーブが十分な機能を発揮できるとの主張が趨勢である[27, 
31, 35, 51]。 
以上のような状況の中、我が国においてもマスターカーブ法に基づく破壊靭性評価法の
規格化を進めようとの機運が高まったことを受けて、国産原子炉圧力容器鋼に対するマス
ターカーブ法の適用の是非について検討が進められてきた[52-61]。それらの結果はいずれ
も国産原子炉圧力容器鋼へのマスターカーブ法の適用を妥当とするものではあるが、対象
とする鋼種や試験片については限定的な範囲に留まっているきらいがある。国産原子炉圧
力容器鋼に対してマスターカーブ法が普遍的に適用できることを明らかにするためには、
適用性を実証するための広範なデータを体系的に取得・整備することが必要である。 
現在、我が国では、マスターカーブを決定するための試験方法に関する規格こそ制定さ
れているものの、これを実機原子炉圧力容器の構造健全性評価に活かすためのルールは整
備されていない。その大きな理由として、中性子照射脆化の進行の程度を評価するために
実施される監視試験プログラムにおいて、き裂付き試験片を用いた破壊靭性試験の実施が
最初から課せられていなかったことが指摘できる。供用中の実機原子炉圧力容器の照射脆
化を破壊靭性試験により直接的に評価しようにも、実機と同等以上の照射を受けた破壊靭
性試験用の試験片が調達できないことには評価のしようがなく、マスターカーブ法の採用
によるメリットを享受する以前の問題であると言える。一部のプラントには監視試験片と
して破壊靭性試験用のき裂付き試験片が装荷されているものの、マスターカーブ法を適用
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するのに必ずしも十分な個数は用意されていないのが現状である。しかしながら、かかる
状況を別の視点から見ると、現行の監視試験プログラムと共存し得る形でマスターカーブ
法を実機原子炉圧力容器鋼の破壊靭性評価に適用するための新機軸を打ち出すことができ
たとすれば、前述した破壊靭性評価曲線の過度の保守性を排除し、かつ理論的根拠が明快
な構造健全性評価の実現に向けた道が拓かれる。その実現のために克服すべき課題は二つ
あって、極言すれば、「少ない試験片数」で、「小さな試験片」を用いてマスターカーブ法
を適用できるようにする、ということである。その詳細については 1.2.3項「評価法の高度
化のための検討課題」に述べるとおりであるが、実機への適用を念頭に置いたこのような
検討事例はこれまでに報告されていない。 
本論文は、以上のような観点から、原子炉圧力容器鋼の破壊靭性評価にあたり、これま
でに成し得なかったマスターカーブ法の実機への適用を可能ならしめる新たな方法に関し
て行った研究の成果をまとめたものである。 
以下、本章では、1.2節「研究の背景」において、マスターカーブ法の概要と内外の規格
基準の整備状況について概説するとともに、評価法の高度化のために必要とされる検討課
題を明示する。続いて 1.3節「本論文の目的」において、マスターカーブ法の実機適用を実
現することに向けた本論文の目的を示す。さらに 1.4節「本論文の構成」において、本論文
の構成、各章の概要とねらいについて述べる。 
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Figure 1.1  Schematic of neutron irradiation embrittlement on Charpy absorbed energy 
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Figure 1.2  Schematic of neutron irradiation embrittlement on fracture toughness 
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1.2 研究の背景 
 
1.2.1 マスターカーブ法の概要 
マスターカーブ（Master Curve）の模式図を図 1.3に示す。マスターカーブは破壊靭性の
中間値KJc(med)と温度 Tの関係を規定する曲線であり、その形状は鋼材によらず一定である。
すなわち、鋼材の違いによる遷移温度領域の破壊靭性の大小は、マスターカーブがその形
状を保持したままで図 1.3中の温度軸（横軸）に沿って左右にシフトすることで表現される。
破壊靭性の中間値が 100 MPa⋅m1/2となるような温度を参照温度 Toと称し、マスターカーブ
の位置を特定する指標として用いる。つまり、マスターカーブを決定するということは To
を求めることと等価である。以下、後述する破壊靭性試験のベースとした 2003年版の ASTM
基準[62]に基づくマスターカーブ法の評価手順の概略を示す。なお、本研究において扱う試
験片としては、サイドグルーブのない C(T)試験片、およびサイドグルーブがなく、試験片
幅 Wが板厚 Bと同じかその 2倍で、支持スパン Sが試験片幅 Wの 4倍であるような SE(B)
試験片の二種類に限られることから、以下に示す評価手順はこれらの試験片形状を対象と
するものに限定する。これら試験片の概略寸法および形状を図 1.4 (a)および(b)に示す。 
マスターカーブ法は、複数の破壊靭性試験からへき開破壊開始時の J 積分 Jcを求めるこ
とから始まる。Jcはその弾性成分 Jeと塑性成分 Jpの和として与えられる。 
c e pJ J J= +  (1.1) 
Jeはへき開破壊開始時の応力拡大係数 Keを介して、 
( )2 21
e eJ KE
ν−
=  (1.2) 
により計算される。ここで、Eはヤング率，νはポアソン比である。C(T)試験片に対する Ke
は、 
0
1/2
0 2 3 4
0 0 0 0 0
3/2
0
2
0.886 4.64 13.32 14.72 5.6
1
e
aPK f
BW W
a
a a a a aWf
W W W W Wa
W
 =  
 
+         = × + − + −        
           − 
 
 (1.3) 
また、SE(B)試験片に対する Keは、 
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0
3/2
1/2
0 0 0
2
0 0 0
3/2
0 0
3 1.99 1
2.15 3.93 2.7
2 1 2 1
e
aPSK f
BW W
a a a
a a aW W Wf
aW W Wa
W W
 =  
 
   − −           = × × − +            + −      
 (1.4) 
によりそれぞれ求められる。式(1.3)および(1.4)において、P はへき開破壊開始点の荷重、B
は試験片厚さ、Wは試験片幅、Sは SE(B)試験片の支持スパン，a0は初期き裂長さである。 
一方、Jpは次式により計算される。 
2
0
1,
2
p
p p o
A
J A A C P
Bb
η
= = −  (1.5) 
b0は初期リガメント長さ（= W-a0）、Aは荷重-荷重線変位曲線下の面積、Coは初期弾性勾配
の逆数である。第一式右辺のパラメータηは C(T)試験片に対し、 
02 0.522 /b Wη = +  (1.6) 
SE(B)試験片において、変形の指標として荷重線変位を用いる場合は、 
1.9η =  (1.7) 
SE(B)試験片において、変形の指標としてき裂開口変位を用いる場合[63, 64]は， 
2
0 03.785 3.101 2.018
4
a aS
W W W
η
  = − +  
   
 (1.8) 
とする。 
このように得られた Jcを介して、弾塑性応力拡大係数 KJcが次のとおり計算される。 
21Jc c
EK J
ν
=
−
 (1.9) 
式(1.1)、(1.2)、および(1.5)から明らかなように、へき開破壊開始に至る荷重-荷重線変位関
係が線形で Jp = 0の場合は KJc = Kcとなり、非線形性が強まるにつれて KJcの Kcからの乖離
は大きくなる。 
へき開破壊発生時の破壊靭性が三母数のワイブル分布にしたがうとの仮定[65]の下、KJc
は厚さ B1T（= 25.4 mm）の標準試験片に対する等価破壊靭性 KJc(1Teq)に変換することができ
る。 
[ ]
1/
(1Teq)
1T
b
Jc min Jc min
BK K K K
B
 
= + −  
 
 (1.10) 
ここで、Kminは破壊靭性がとり得る値の下限に相当する位置パラメータ、bは指数パラメー
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タであって、多くの試験結果をもとに、鋼種によらず Kmin = 20 MPa⋅m1/2、b = 4とするのが
妥当であることが確かめられている[8, 65, 66]。 
KJc(1Teq)データをもとに Toを評価する方法には単一温度法と複数温度法の二種類がある。
破壊靭性データが同一温度条件下で取得されたとき、To は単一温度法により求められる。
単一温度法においては、同一温度条件下における試験結果 KJc(1Teq)をもとに、はじめに尺度
パラメータ（へき開破壊の 63%累積破損確率に相当する値）Koを次式により求める。 
( )
1/44
(1Teq)( )
1
N
Jc i min
o min
i
K K
K K
r=
 −
 = +
 
 
∑  (1.11) 
ここで、添字 i は第 i 番目のデータを表し、N は試験データの総数、r は有効なデータの個
数である。次に、Koより KJc(1Teq)の中間値（へき開破壊の 50%累積破損確率に相当する値）
KJc(med)を次式により求める。 
( ) ( ) ( )1/4(med) ln 2 20 0.912 20Jc min o min oK K K K K= + − = + −    (1.12) 
Toは上式で与えられる KJc(med)より、 
(med) 301 ln
0.019 70
Jc
o
K
T T
−  = −   
   
 (1.13) 
によって計算される。Tは試験温度である。以上の手順をまとめて図 1.5に示す。 
一方、破壊靭性データが異なる温度条件下で取得されたとき、To は複数温度法により求
められる。複数温度法では、異なる温度条件下における試験結果 KJc(1Teq)をもとに、次式を
満たす Toを決定する。 
( )
( )
( ) ( )
( ){ }
4
(1Teq)( )
5
1 1
20 exp 0.019exp 0.019
0
11 77exp 0.019 11 77exp 0.019
N N
Jc i i oi o
i
i ii o i o
K T TT T
T T T T
δ
= =
 − − −    − =
 + −  + −   
∑ ∑  (1.14) 
ここで、添字 iは第 i番目のデータを表し、δiはデータが有効な場合に 1.0、無効な場合に 0
となる。同式は温度の異なる試験データに対するマスターカーブの位置、すなわち参照温
度の最良推定値を最尤法（Maximum likelihood method）で求めるための評価式を定式化した
ものに他ならない。 
以上のとおり決定された Toをもとに、破壊靭性の中間値 KJc(med)と試験温度 Tとの関係、
すなわちマスターカーブが次のとおり一意に定められる。 
( )(med) 30 70exp 0.019Jc oK T T = + −   (1.15) 
マスターカーブの形状の妥当性については実照射材、照射材破壊靭性データに基づく論考
がなされている[51]。マスターカーブの形状は実質的に材料の降伏応力や成分組成、照射量
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には依存せず、フェライト中の転位の可動性が温度を介して主たる因子として効いており、
このことがマスターカーブの一意性を担保している。同一温度下の破壊靭性のばらつきが
ワイブル分布にしたがうとき、同曲線を基準としてその信頼限界（Tolerance bound）を与え
る曲線は理論的に導出され、次式により与えられる。 
( ) ( ){ }1/4( ) 20 ln 1 11 77exp 0.019Jc pf f oK p T T   = + − − + −    (1.16) 
ここで、pfは信頼性確率であって、たとえば 5%、95%信頼限界を与える曲線はそれぞれ以
下のようになる。 
( )(0.05) 25.2 36.6exp 0.019Jc oK T T = + −   (1.17) 
( )(0.95) 34.5 101.3exp 0.019Jc oK T T = + −   (1.18) 
式(1.17)および(1.18)で与えられる 5%、95%信頼限界とマスターカーブとの関係を図 1.6 に
示す。さらに、マスターカーブの下限界を設定するにあたり、To の不確定性を保守的に包
絡するため、上記の 5%信頼限界を高温側にシフトしてマージンを確保することが行われる。
このときの調整量∆Toは次式で与えられる。 
85 85oT Z Zr
β
σ∆ = =  (1.19) 
ここで、σは温度の標準偏差、βは KJc(med)の値に応じて決まるパラメータであって、KJc(med)
が 83 MPa⋅m1/2以上であるときにはβ = 18°C、rは Toの決定に用いた有効なデータの個数で
ある。Z85は信頼度を 85%とする正規分布の両側検定に対する統計量であって、Z85 = 1.44で
ある。一例として、KJc(med) ≥ 83 MPa⋅m1/2、r = 6のときの下限界曲線（Lower bound）を図 1.6
に併せて示す。 
なお、ASTM基準[62]には評価の各過程においてデータの有効性（Validity）を判定する条
件、ならびに有効でないとされたデータ（Censored data）の取り扱いについて規定がなされ
ている。 
マスターカーブの評価手順の前半部では、遷移温度域における破壊靭性データをいかに
適切に取得するかに主眼が置かれている。このための試験片として C(T)試験片あるいは
SE(B)試験片がよく用いられるが、試験片の寸法やき裂の深さ、負荷形態（リガメントに作
用する膜応力成分と曲げ応力成分の割合）が異なる場合、き裂先端での拘束の強さに違い
が現れ、これがマスターカーブあるいは参照温度の評価に影響を及ぼし得るとの指摘があ
る。これに関しては多くの実験的検討がなされており、拘束の強さに著しい違いがある場
合には参照温度に差が見られることがあるものの[67, 68]、実用上は有意な差とは言えない
（参照温度の差が試験温度の要求制御精度ならびに要求計測精度に比べ大きいとは言えな
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い）との見解を採っている事例[69-72]が多い。また、き裂先端での拘束の強さを解析的に
定量化することで、試験片寸法・形状の依存性を体系的に整理できることが示されている
[73-78]。Ruthburnら[79]は、試験片厚さとリガメント長さとをパラメータとした SE(B)試験
片を用いた体系的な破壊靭性試験を行い、破壊靭性に及ぼす拘束の影響を詳細に調べてい
る。それによれば、式(1.10)で与えられるワイブル分布に基づく寸法補正は試験片が厚いと
きに保守的であること、試験片厚さに関する制約条件がそもそも厳しすぎることを明らか
にしている。 
マスターカーブの評価手順において考慮すべきもう一つのポイントとして、負荷速度（応
力拡大係数の増加速度）をいかに設定するかが挙げられる。参照温度は負荷速度に強く依
存し、負荷速度が大きいほど参照温度が上昇することが知られている[80]。ASTM基準の初
版[81]では負荷速度を上部棚での弾塑性破壊靭性を求める場合[82]と同じとしていたが、
Hall ら[83]および Joyce ら[84]の試験データに基づき、負荷速度の規定が改められることと
なった。これにより、許容される負荷速度のレンジは 100倍（0.1～100 MPa·m1/2/s）から 20
倍（0.1～2.0 MPa·m1/2/s）に変更された。これは参照温度に対する負荷速度の影響が 10°C以
下であることに対応するものである。 
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Figure 1.3  Schematic of Master Curve 
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Figure 1.4  Configurations of test specimens 
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Figure 1.5  Evaluation flow of reference temperature 
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Figure 1.6  Example of tolerance bounds and margin adjusted lower bound 
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1.2.2 規格基準の整備状況 
マスターカーブを決定するための試験法は 1990年代の終わりに ASTM（American Society 
for Testing and Materials：米国材料試験協会、現在は ASTM Internationalが正式名称）の基準
として制定され[81]、その後も継続的に改訂が続けられている[85, 62, 86-102]。2013 年 11
月現在の最新版[103]は第 21版に相当する。それらの概要は 1.2.1節に記したとおりであり、
フェライト鋼を対象として遷移温度領域における破壊靭性の統計分布特性の温度依存性を
規定する参照温度を実験的に決定するための方法がまとめられている。使用する試験片、
試験機とそれらの満たすべき要件に加え、個々の破壊靭性試験の実施要領、得られたデー
タセットから参照温度を評価し、マスターカーブとその信頼限界、下限界曲線を決定する
手順、評価の各過程においてデータの有効性（Validity）を判定する条件、ならびに有効で
ないとされたデータ（Censored data）の取り扱いについて詳細な規定がなされている。これ
らマスターカーブを決定するための試験法について、破壊靭性の有する統計分布特性をマ
スターカーブ法に取り込む際の基本的な考え方はWallin [104]、Merkleら[105]、Kirkら[20]、
Zhuら[106]、McCabeら[107]によってまとめられている。 
また、ASME（American Society of Mechanical Engineers：米国機械学会）の Boiler and Pressure 
Vessel Codeにはマスターカーブ法の考え方を部分的に採用したコードケース N-629 [108]お
よび N-631 [109]が定められている。前者は ASMEの原子力設備維持規格である Boiler and 
Pressure Vessel Code Section XI [6]に、後者は原子力設備設計・建設規格である Boiler and 
Pressure Vessel Code Section III [5]にそれぞれ対応するもので、いずれにおいても原子炉圧力
容器の破壊靭性評価曲線の位置を示す指標として、関連温度（Reference nil-ductility 
temperature）RTNDTに代えて RTToを用いることを認めている。RTToは次式、 
35To oRT T= +  (1.20) 
によって与えられる。温度の単位は[°F]である。右辺第二項のオフセット値 35°F は米国の
破壊靭性試験プログラムにおいて収集されたデータに基づき決定されたものであり[110, 
111]、その妥当性に関する技術的な根拠も明らかにされている[112]。RTNDTが衝撃試験およ
び落重試験から決まる破壊靭性の間接的な指標であるのに対し、RTToは破壊靭性に直接関連
するパラメータであることから、RTToの採用により説明性の高い破壊靭性評価曲線の決定が
可能とされている。Toの決定は前述の 1997年版の ASTM基準[81]による。なお、ASMEに
おけるマスターカーブの扱いは上記のとおり現状では間接的な利用に留まっているが、KIc
カーブに代えてマスターカーブの 5%信頼限界を破壊靭性の下限線とすべきとの提案がなさ
れ[113]、今後規格化に向けた検討が加速するものと考えられる。 
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さらに、IAEA（International Atomic Energy Agency：国際原子力機関）においてもマスタ
ーカーブ法を用いた構造健全性評価のためのガイドラインが作成されている[112]。同ガイ
ドラインでは、2002年版の ASTM基準[85]に準拠した Toの決定方法が規定されているのに
加え、粒界破壊を来すような非均質材に対し、最尤推定の考え方を利用した SINTAP法[114]
なる評価法が採用されている。その一部として、破壊靭性のばらつきが大きい場合に破壊
靭性の上限を超えるデータをいかに取り扱うかが以下のとおり定められている。はじめに
invalid なデータを含むすべてのデータ点から暫定的にマスターカーブを計算し、次にこの
マスターカーブの上側に位置するすべてのデータ点をマスターカーブ上に落とし、改めて
マスターカーブを算出するというものである。評価の模式図を図 1.7 示す。これによれば、
破壊靭性が高い invalid なデータの個数およびその度合いに応じて保守性を見込んだマスタ
ーカーブ、すなわち高い Toを決定することができる。 
一方、我が国においては、2011年に To決定のための試験方法が日本電気協会電気技術規
程として制定された[115]。これは、2008 年版の ASME基準[88]を参考に、国内関連規格と
の整合を図りつつ、試験片への疲労予き裂導入条件、試験温度ごとのデータの採否の要件
などに関する独自の検討結果を踏まえ、国産材の破壊靭性データに対する適用性を実証し
た上で策定されたものである。 
 
 
 
Figure 1.7  Schematic overview of SINTAP procedure [112] 
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1.2.3 評価法の高度化のための検討課題 
1.1節「諸 言」において述べたとおり、原子力プラントでは、原子炉圧力容器の内壁に
装荷した監視試験片を照射し、これを計画的に取り出して試験を行うことにより、原子炉
圧力容器の照射脆化をモニターしている。このいわゆる監視試験プログラムは、日本電気
協会原子力技術規程 JEAC4201 [4]に則って行われるが、照射脆化の進行の程度はシャルピ
ー衝撃試験の結果に基づいて評価されている。シャルピー吸収エネルギと破壊靭性との間
には有意な相関があることは周知の事実であり、中性子照射脆化によるシャルピー吸収エ
ネルギの低下（シャルピー吸収エネルギ-温度曲線の高温側へのシフト）が破壊靭性の低下
（破壊靭性-温度曲線の高温側へのシフト）に等しいとの考えに拠っている。しかしながら、
シャルピー吸収エネルギはあくまでも破壊靭性の大小を表す間接的な指標に過ぎない。こ
れまでに、シャルピー衝撃試験の結果から破壊靭性を導出しようとの試みがなされてきた
[116-123]。シャルピー衝撃試験片の切り欠き先端近傍の拘束状態と破壊靭性試験片のき裂先
端近傍の拘束状態を解析的に明らかにし、両者の違いを考慮に入れた上で関係式を提案し
た事例や、多くのデータベースにあたって支配因子を抽出し、経験的な相関式を求めた事
例が報告されているが、精度の面で十分なレベルには達していない。 
これに対し、マスターカーブ法は破壊靭性の統計分布特性を考慮し、かつ直接計測によ
るものであることから、これにより技術的根拠が明確で説明性の高い評価体系が構築でき
るものと考えられる。 
しかしながら、現行の監視試験プログラムで装荷されている試験片の種類は基本的には
シャルピー試験片のみであり、またその物量はプラント運転開始時の監視試験片取り出し
計画にある程度の余裕を見込んで設定されているものの、当初の想定を超える回数の監視
試験を実施しようとする場合にあっては、必ずしも十分な物量が確保されているとは言え
ないことも考えられる。このような状況の中、現行の監視試験プログラムと共存を図りつ
つ、実機照射材に対しマスターカーブ法を適用していくためには、試験後の監視試験片を
有効に活用するための方策が必要となる。破壊靭性試験に供試できる材料の物量に限りが
あるという制約条件の下、その課題を克服するための課題は、（1）少ない試験片数で、（2）
小さな試験片を用いて、マスターカーブ法を適用することができるか否かという二点に還
元される。 
前者に関しては、現行の ASTM基準[103]において、マスターカーブの決定のために最低
限必要とされる試験片数が定められており、その要件を満たした上で下限界曲線を決定す
る方法が規定されている。しかしながら、試験データの数と統計分布特性の推定精度に相
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関があることは明白であり、試験データが多いほど破壊靭性の統計分布特性を精度よく推
定できるのは当然のことである。合理的なマスターカーブ法の適用を実現するにあたって
は、試験データの数と信頼性との関係を定量的に把握しておくとともに、現行基準で要求
される試験データの数を確保できない場合にあっても、その分の不確定性を理論的に考慮
に入れた下限界曲線を設定することができるとすれば、その効用はきわめて大きい。しか
し、そのような可能性について検討がなされた事例はこれまでに報告されていない。 
一方、後者の問題に関しては、現行の ASTM基準[103]には使用可能な試験片の寸法要件
は明記されていないものの、一般に試験片が小型になるにつれてき裂先端の拘束の強さが
十分ではなくなり、平面ひずみ状態からの乖離が大きくなって、基準に沿った有効なデー
タを得ることが難しくなってくることが指摘できる。使用済みの監視試験片（破断後のシ
ャルピー試験片）の寸法は厚さ 10 mm×幅 10 mm×長さ 20 mm程度であるが、このような
寸法の素材から採取可能な寸法の小型試験片を用いてマスターカーブを決定しようとした
事例がいくつか報告されている[124-129]。この場合の試験は主に SE(B)試験片を用いた三点
曲げ試験であり、試験片断面の厚さが 3ないし 5 mm、幅が 3ないし 10 mm程度の試験片を
用いている。これらの試験片を用いて得られる参照温度は 1 インチ厚さの C(T)試験片ある
いは標準寸法（厚さ 10 mm×幅 10 mm×長さ 55 mm）の PCCv（Pre-cracked Charpy V-notch）
試験片による参照温度に比べて、ほぼ同等であるとするもの、[124, 126, 128, 129]、低いと
するもの[127]、高いとするもの[125]があり、統一的な見解には達していない。一方、C(T)
試験片について言えば、厚さ 0.5インチ（12.7 mm）程度の試験片がよく利用される最小寸
法の試験片であるが、使用済みの監視試験片からこの寸法の C(T)試験片を採取することは
物理的に不可能である。Scibettaら[130, 131]は、使用済みの監視試験片から採取可能な超小
型 C(T)試験片を提案しており、これにより適切な参照温度の決定ができることを示唆して
いる。これによれば、図 1.8に示すように、試験片の上下面に設けた切欠きに変位計を装着
し、これにより荷重線変位を計測する構成となっている。このための変位計は試験片の変
形を押さえこむようになっており、試験片の変形に追従する通常の変位計とは異なる（変
形の増大に伴い変位計のアームにかかる曲げの力が大きくなる）形態をとっている。また
試験片のへき開破壊に伴い変位計に衝撃力が作用するおそれがあり、試験法としての頑健
性に問題が残されている。いずれにしても、破断後の監視試験片から採取可能な、いわゆ
る超小型試験片の利用の可否こそが、監視試験プログラムと共存し得るマスターカーブ法
の実機適用の鍵を握ると言える。 
なお、限られた物量の監視試験片を有効利用しようとの立場から、試験片の再生が提案
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されている[132]。これは、試験終了後の破断試験片の健全部を供試材とし、これにダミー
材を溶接接合して新たに試験片を製作するというものである。この場合、溶接部を板厚方
向の塑性変形を拘束する硬化部として考慮すべきか否かが技術的な成立性を左右すると考
えられる。照射の物量を確保できるという意味では現行の監視試験プログラムの延命策と
して有効であるものの、取得し得るデータがシャルピー吸収エネルギであるという点にお
いて、上述した問題点の根本的な解決策とは別路線のアプローチである。 
 
 
Specimen
Clip Gauge
ClevisPin
 
Figure 1.8  Picture of a 0.16T-C(T) specimen instrumented 
with clip gauge and relevant fixtures (Original in [130]) 
 
-18- 
1.3 本論文の目的 
 
本論文は、1.2.3 節「評価法の高度化のための検討課題」において抽出された課題、すな
わち、試験データの数と統計分布特性の推定精度の関係に基づくマスターカーブ下限界曲
線の合理的な設定方法の提案、および使用済みの監視試験片から採取可能な超小型試験片
を用いたマスターカーブ法の実現可能性の検討を通じ、現行の監視試験プログラムと共存
し得るマスターカーブ法の実機適用性を実証することを目的とする。 
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1.4 本論文の構成 
 
本論文において後述する各章の概要と主な成果は以下のとおりである。本論文における
各章の内容とそれらの位置付けを図 1.9に示す。 
第 2章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の有用性の検討」においては、
後続の章における評価手法の提案に先立ち、比較対照として必要とされる国産原子炉圧力
容器鋼の破壊靭性データを整備する。国産原子炉圧力容器鋼 3 種にマスターカーブ法を体
系的に適用し、標準的な寸法・形状の試験片に対するマスターカーブの適用性について考
察し、破壊靭性データのワイブル分布への適合性を調べるとともに、現行規格に基づく破
壊靭性の下限界の妥当性を確認する。 
第 3 章「破壊靭性下限界曲線の合理的設定方法の提案」においては、第 1 章において抽
出された、評価法の高度化のための検討課題に応えるべく、破壊靭性データのサンプルサ
イズが現行規格で規定されている必要数を下回る場合、その不確定性に応じた破壊靭性の
下限界曲線を設定する方法について、現行規格の下限界の設定方法を理論的に拡張した手
法を提案する。 
第 4 章「ミニチュア試験片を用いた破壊靭性評価法の提案」においては、同じく第 1 章
において抽出された、評価法の高度化のための検討課題への対処として、監視試験片の再
利用を前提としたミニチュア試験片を設計し、これを用いた破壊靭性試験を行う。ミニチ
ュア試験片から得られるマスターカーブを標準寸法の試験片から得られるマスターカーブ
と比較検討し、ミニチュア試験片の実機への適用性を明らかにする。 
第 5 章「実機適用に向けての展望」においては、我が国で現在運用されている、原子炉
圧力容器の破壊靭性の確認試験方法の現状を概観し、これにマスターカーブ法を導入した
場合の効用について議論する。 
第 6 章「結 論」においては、上記の各章において得られた成果をとりまとめると同時
に、今後に残された課題について整理し、提案法の実機適用に向けた展望を示す。 
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Figure 1.9  Construction of the present study 
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第 2章 国産原子炉圧力容器鋼に対する 
マスターカーブ法の有用性の検討 
 
 
2.1 検討の必要性と意義 
 
第 1 章「諸 論」において述べたとおり、本研究の目的は、原子炉圧力容器鋼の破壊靭
性の評価にあたり、試験データの数と統計分布特性の推定精度の関係に基づくマスターカ
ーブ下限界曲線の合理的な設定方法の提案、および使用済みの監視試験片から採取可能な
超小型試験片を用いたマスターカーブ法の実現可能性の検討を通じ、現行の監視試験プロ
グラムと共存し得るマスターカーブ法の実機適用性を実証することにある。その実現にあ
たり、第一に国産原子炉圧力容器鋼に対しマスターカーブ法が適用可能であって、かつマ
スターカーブ法の適用により同鋼の破壊靭性を評価することに有用性があることの確認が
必要である。前述のとおり国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の適用の是非
について検討がなされた例は少なからず報告されているが[1-10]、特定の鋼材と試験条件の
下で得られた限られたデータセットを基にした議論に留まっているきらいがある。マスタ
ーカーブ法の適用性についてより普遍的な知見を得るためには、複数の鋼材について一貫
した試験条件の下、マスターカーブあるいは参照温度に及ぼす試験片寸法・形状、試験温
度といった因子の影響を体系的に把握することが重要である。さらに、後続の章における
評価手法の提案に先立ち、比較対照として必要とされる国産原子炉圧力容器鋼の破壊靭性
データを整備しておくことは、後続の章で提案する評価手法の妥当性を確認する上で不可
欠である。 
本章では、代表的な国産原子炉圧力容器鋼 3 種を対象として破壊靭性の基礎データを体
系的に取得してこれにマスターカーブ法を適用し、異なる寸法・形状の試験片に対するマ
スターカーブの適用性について考察し、破壊靭性データのワイブル分布への適合性を調べ
るとともに、現行規格に基づく破壊靭性の下限界の妥当性を確認する。以下、2.2節「基礎
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データの取得」においては、ASTM基準[11]に則りマスターカーブ法による破壊靭性試験を
実施し、破壊靭性データを取得する。2.3節「マスターカーブ法の有用性の検討」において
は、参照温度に及ぼす試験温度、評価法、試験片寸法・形状の影響を調べ、マスターカー
ブ法が有効に働いていることを確認するとともに、取得された破壊靭性データの統計分布
特性について検討し、マスターカーブ法の適用の無謬性について検討する。最後に 2.4節「現
行規格基準による下限界曲線との比較」においては、取得データに基づき決定されるマス
ターカーブおよびその信頼限界曲線を現行の KIc下限曲線と比較し、マスターカーブ法の適
用によってもたらされる効用について論じる。 
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2.2 基礎データの取得 
 
2.2.1 供試材 
試験には、国産の原子炉圧力容器鋼材である SFVQ1A鋼[12] 1ヒート、および SQV2A鋼
[13] 2ヒート（ヒート 1およびヒート 2）を供試した。前者は ASME規格に定める A508 Cl. 
3鋼に、また後者は A533 Gr. B Cl. 1鋼にそれぞれ相当するもので、いずれも我が国の原子
炉圧力容器鋼材としての豊富な使用実績を誇る。供試材の化学組成を表 2.1に、丸棒引張試
験より得られた室温下での引張特性、ならびに落重試験およびシャルピー衝撃試験より得
られた無延性遷移温度 TNDTと関連温度 RTNDTをまとめて表 2.2にそれぞれ示す。丸棒引張試
験には JIS規格[14]に定める平行部直径 10 mm、標点距離 50 mmの II-10形つば付き丸棒試
験片を用いた。 
これら原子炉圧力容器鋼材 3 種の供試材について、温度をパラメータとする丸棒引張試
験を行い、引張特性の温度依存性を調べた。引張特性は破壊靭性の妥当性を評価する上で
重要な物性値であり、特に遷移温度域に相当する低温での引張特性が正確なマスターカー
ブ法の適用には不可欠である。試験には JIS 規格[15]に定める平行部直径 8 mm、平行部長
さ 56 mmの 14A号丸棒試験片を用いた。試験片の寸法および形状を図 2.1に示す。試験は
JIS Z2241 [16]あるいは JIS G0567 [14]に準拠して実施し、降伏応力σyおよび引張強さσuを求
めた。公称ひずみは試験片中央部に貼付したひずみゲージにより計測した。また、引張試
験に先立ち、JIS Z2280 [17]にしたがって弾性領域での負荷と除荷を繰り返し、そのときの
公称応力-公称ひずみの直線関係の傾きからヤング率Eを求めた。試験温度は300°C、150°C、
25°C、-25°C、-50°C、-75°C、-100°C、-125°C、および-150°C の 9 条件とし、材料ごとに各
温度条件下で 1本ずつ、計 9本の試験を行った。これら引張試験の結果をまとめて表 2.3に
示す。 
ヤング率 Eの温度依存性を図 2.2に示す。破壊靭性の評価で必要とされる室温より低い温
度において、Eは材料によらず温度 Tに対しほぼ同一の線形関係にあることから、この範囲
においてこれらを単一の近似式で与えることができる。試験結果から最小二乗法によって
得られる線形近似式は、T = 20°Cにおける Eを基準として表すこととすると、 
( ) ( ) ( )
( )
20 C 0.063 20
20 C 210GPa
E T E T
E
= ° − −
° =
 (2.1) 
なる式で与えられる。Tおよび Eの単位はそれぞれ[°C]、[GPa]である。参考までに、IAEA
において実施された国際共同研究プログラム（Coordinate Research Program）における過去
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の事例では、室温以下の原子炉圧力容器鋼の Eを下式で与えている[18]。 
( ) ( ) ( )
( )
20 C 0.087 20
20 C 207GPa
E T E T
E
= ° − −
° =
 (2.2) 
図 2.2にはこれら近似直線を併せて示す。両直線は互いに近い位置にあるものの、試験結果
をもとに個別に定めた式(2.1)の方がより正確な近似を与えている。 
降伏応力σyの温度依存性を図 2.3に示す。試験温度の全域にわたり材料によらずほぼ同一
の関係が得られていることから、この範囲においてσy の温度依存性を単一の近似式で与え
ることができる。IAEAの国際共同研究プログラムでは、鋼種によらないユニバーサルな近
似式として、 
( ) 8 4 5 3 3 24 10 2 10 3.6 10 0.543 490y T T T T Tσ − − −= × − × + × − +  (2.3) 
なる四次多項式が提案されている[18]。Tおよびσyの単位はそれぞれ[°C]、[MPa]である。一
方、σyの温度依存性が熱活性化過程によりモデル化できる[19]と考えると、 
/
0
T
y ath e
aσ σ σ= +  (2.4) 
Tの単位は[K]である。同式の対数をとった次式、 
( ) 0ln ln /y ath Tσ σ σ a− = +  (2.5) 
において、σathを任意に設定し、1/T を独立変数、ln(σy-σath)を従属変数として最小二乗近似
によりσ0およびaを定め、このときの偏差の二乗総和が最小となるようなσathを再帰的に決
めるものとすると、近似式の定数は、 
084MPa, 271MPa, 110athσ σ a= = =  
となる。これら係数による近似式を図 2.3に併せて示す。一見しただけでは近似式の優劣は
判定し難いものの、全試験データとその予測値の偏差の二乗総和を比較してみると、式(2.3)
で 6,555 MPa2、式(2.4)で 4,471 MPa2となり、後者の方が少ないパラメータでよりよい近似
を与えていることがわかる。 
引張強さσuの温度依存性を図 2.4に示す。低温域で SQV2A鋼ヒート 2がやや高めの引張
強さを示すものの、全体的な傾向はやはり材料によらずほぼ同一であることから、この範
囲においてσu の温度依存性を単一の近似式で与えることを考える。ただし、引張強さの温
度依存性がアレニウス型の近似式で表されるとする根拠はなく、試験温度が 150°C から
300°Cに上昇すると引張強さが回復していることから、ここでは単純に多項式近似を行うこ
ととした。三次多項式および四次多項式による最小二乗近似により得られた回帰曲線の偏
差二乗総和はほとんど同一で、両者の近似性能にほとんど差がないことから、より簡単な
三次多項式を採用することとする。その具体形は次のとおりである。 
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( ) 6 3 3 22.25 10 3.04 10 0.825 625u T T T Tσ − −= − × + × − +  (2.6) 
Tおよびσuの単位はそれぞれ[°C]、[MPa]である。 
以降の破壊靭性の評価において、ヤング率 E、降伏応力σy、および引張強さσuはいずれも
温度 Tの関数と考え、それぞれ式(2.1)、(2.4)、および(2.6)で与えることとする。 
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Table 2.1  Chemical compositions of tested materials 
(wt%)
C Si Mn P S Ni Cr Mo V Cu
Target
value
～0.25 ～0.40 1.20～1.50 ～0.025 ～0.025 0.40～1.00 ～0.25 0.45～0.60 ～0.05 -
0.18 0.18 1.46 0.002 <0.001 0.90 0.12 0.52 <0.01 -
0.17 0.17 1.39 0.002 <0.001 0.87 0.11 0.50 <0.01 -
Target
value
～0.25 0.15～0.30 1.15～1.50 ～0.035 ～0.040 0.40～0.70 - 0.45～0.60 - -
Product
value
0.22 0.25 1.44 0.021 0.028 0.54 0.08 0.48 - 0.10
Target
value
～0.25 0.15～0.30 1.15～1.50 ～0.035 ～0.040 0.40～0.70 - 0.45～0.60 - -
Product
value
0.22 0.25 1.46 0.002 0.002 0.69 0.11 0.57 - -
SQV2A
(Heat 2)
Product
value
SFVQ1A
Material
SQV2A
(Heat 1)
 
 
Table 2.2  Tensile properties at room temperature, nil-ductility transition temperature, 
and reference temperature of tested materials 
Temperature,
°C
Young's
modulus,
GPa
Yield
stress,
MPa
Ultimate
strength,
MPa
Elongation,
%
Reduction
of area,
%
T NDT ,
°C
RT NDT ,
°C
Specified 20±5 - 345～ 550～730 16～ 38～ - -
23 201 452 595 25.1 74.1
23 203 455 593 25.8 76.0
Specified 20±5 - 345～ 550～690 16～ - - -
23 208 471 626 22.9 67.3
23 203 474 623 22.6 66.1
Specified 20±5 - 345～ 550～690 16～ - - -
23 201 463 603 25.3 73.5
23 206 459 600 26.0 73.8
SQV2A
(Heat 2) Test
result
SFVQ1A
Material
Test
result
SQV2A
(Heat 1) Test
result
-40-40
-30 -30
-30 -30
 
 
 
Figure 2.1  Configuration of Round Bar Specimen 
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Table 2.3  Tensile test results 
Material Temperature,
°C
Young's
modulus,
GPa
Yield
mtress,
MPa
Ultimate
mtrength,
MPa
300 191 405 578
150 200 418 544
25 206 456 587
-25 212 508 632
-50 214 518 657
-75 216 548 684
-100 215 607 723
-125 217 648 765
-150 218 726 808
300 198 424 608
150 201 442 582
25 209 485 625
-25 214 528 671
-50 215 536 695
-75 217 557 728
-100 219 600 757
-125 222 672 803
-150 224 757 848
300 190 413 585
150 201 437 556
25 214 491 609
-25 216 513 655
-50 216 511 665
-75 217 526 695
-100 218 607 731
-125 219 644 770
-150 222 752 825
SFVQ1A
SQV2A
(Heat 1)
SQV2A
(Heat 2)
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Figure 2.2  Dependence of Young's modules on temperature 
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Figure 2.3  Dependence of yield stress on temperature 
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Figure 2.4  Dependence of ultimate strength on temperature 
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2.2.2 試験方法 
破壊靭性試験に用いた試験片は、公称板厚 4 インチ、2 インチ、1 インチ、0.4 インチの
それぞれ 4T C(T)、2T C(T)、1T C(T)、0.4T C(T)試験片、公称板厚 0.4インチの 0.4T SE(B)
試験片、および公称板厚 10 mmのフルサイズPCCv試験片 1である。4T C(T)および 2T C(T)
試験片は素材の板厚中央から採取した。1T C(T)試験片は試験終了後の 4T C(T)試験片から、
0.4T C(T)、0.4T SE(B)、およびPCCv試験片は試験終了後の 4T C(T)または 2T C(T)試験片か
らそれぞれ加工した。各試験片の寸法および形状を図 2.5 (a)～(f)に示す。これら寸法および
形状はすべてASTM基準[11]に適合するものである。 
すべての試験片に疲労予き裂を導入した。予き裂の導入は ASTM基準[11]の規定に倣い、
機械切り欠きからの疲労き裂の進展のための第一段階、最終き裂先端の先鋭化のための第
二段階に分けて行った。導入する予き裂の表面における長さの目標値は 4T C(T)試験片で 5.0 
mm、2T C(T)試験片で 2.5 mm、1T C(T)試験片で 1.6 mm、0.4T C(T)および 0.4T SE(B)試験片
で 1.5 mm、PCCv試験片で 3.4 mmとし、公称初期き裂長さ a0の公称板幅Wに対する比が
a0/W = 0.525～0.550の範囲に入るようにした。これは、a0が 0.5W±0.05Wの範囲になければ
ならないとの ASTM基準[11]の要求を満たすものである。 
試験マトリクスを表 2.4に示す。試験温度 Tは、一温度条件下での最小の試験片個数（6
体）で有効な破壊靭性が得られるような温度範囲（To-14°Cから To+50°Cの範囲）に収まる
ことを企図して設定した。SFVQ1A鋼については、-80°Cおよび-100°Cを中心的な試験温度
とし、さらに破壊靭性の試験温度依存性をみるため、2T C(T)および 1T C(T)試験片では-60°C、
-120°Cでの、0.4T C(T)、0.4T SE(B)、および PCCv試験片では-140°Cでの試験を実施した。
SQV2A鋼（ヒート 1）については、-60°Cおよび-80°Cを中心的な試験温度とし、一部-40°C、
-100°C、-120°C、-140°Cでも試験を行った。SQV2A鋼（ヒート 2）では、-80°Cおよび-100°C
を中心的な試験温度とし、-120°C、-140°C、-160°C でも試験を行った。試験の総数は 460
である。 
4T C(T)、2T C(T)、および 1T C(T)試験片につては、負荷は変位制御型荷重として与え、
変位速度は 4T C(T)試験片で 0.02 mm/s、2T C(T)試験片で 0.01 mm/s、1T C(T)試験片で 0.005 
mm/sとした。0.4T C(T)、0.4T SE(B)、および PCCv試験片では公称寸法に対して応力拡大係
数速度 dK/dtが 1.4 MPa·m1/2/sとなるような一定変位速度を与えた。ASTM基準[11]では、
次式で計算される荷重 PMに達するまでの時間が 0.1～10 minの範囲内に収まるような変位
速度とすることが規定されている。 
                                                   
1 負荷形態から見れば PCCv試験片は SE(B)試験片の一種であることに違いないが、試験片幅と板厚の比
が異なることを明示的に表すため、以降 PCCv試験片と記すこととする。 
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2
0
0
0.4
2
Y
M
BbP
W a
σ
=
+
 (2.7) 
ここで、B は試験片厚さ、W は試験片幅、a0は初期き裂長さ、b0は初期リガメント長さ、
σYは有効降伏強度（降伏応力σyと引張強さσuの平均）である。本試験条件の下では PMに達
する時間は公称値ベースで 39ないし 42 sであり、上記条件を満たしている。表 2.4には変
位速度から換算された応力拡大係数速度 dK/dt の値を併せて示した。最新版の ASTM 基準
[20]では dK/dtの範囲が 0.1 MPa·m1/2/s～2.0 MPa·m1/2/sと規定されており、4T C(T)試験片に
おける dK/dt = 2.2 MPa·m1/2/sはこの上限をわずかに超えているが、本改訂の技術的根拠[21, 
22]によれば、log(dK/dt)と参照温度には線形関係が成り立ち、dK/dtが 20倍になったときの
参照温度の変化が 10°C以下であるとしている。この関係によれば、dK/dtが 2.0 MPa·m1/2/s
から 2.2 MPa·m1/2/sに増加したことによる参照温度の上昇はたかだか 0.3°Cに過ぎず、その
影響は考慮せずともよいレベルにあると考えられる。 
破壊靭性試験は 2003年版の ASTM基準[11]に準拠して実施した。すなわち、試験片に準
静的な単調引張荷重を負荷し、試験片にへき開破壊またはポップインを生じるまでの荷重
と荷重線変位（あるいはき裂開口変位）を計測して、1.2.1 項「マスターカーブ法の概要」
に述べた手順にしたがい破壊靭性を評価した。 
試験片温度は、試験片のき裂断面上の表面にスポット溶接により取り付けた熱電対によ
って計測し、試験片温度が所定の値となるよう恒温槽内の雰囲気温度を制御した。ASTM基
準には試験片の温度制御に関する定量的な条件は規定されていないが、関連する ASTM 
E1820-01 [23]に倣い、試験片厚さ 25 mmあたり 1/2時間、すなわち 4T C(T)試験片で 2時間、
2T C(T)試験片で 1時間、1T C(T)試験片で 30分、0.4T C(T)、0.4T SE(B)、および PCCv試験
片で 15分以上の間、所定の試験片温度に対して±3°Cの範囲内で均熱を維持した。 
試験の終了後、破断した試験片より試験片厚さおよび試験片幅を実測し、破壊靭性の評
価に用いた。また、破断後試験片の破面より、基準にしたがって初期き裂長さ、安定き裂
進展量を実測するとともに，これらの値が基準に定める要件を満たしているか否かを試験
片ごとに確認した。 
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 (a)  4T C(T) specimen (b)  2T C(T) specimen (c)  1T C(T) specimen 
 
 
 (d)  0.4T C(T) specimen (e)  0.4T SE(B) specimen 
 
 
(f)  PCCv specimen 
Figure 2.5  Configurations of test specimens 
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Table 2.4  Test matrix 
-40°C -60°C -80°C -100°C -120°C -140°C -160°C
4T C(T) 2.2 6 6
2T C(T) 1.6 2 6 6 2
1T C(T) 1.1 6 6 12 8
0.4T C(T) 1.4 12 8 8 8
0.4T SE(B) 1.4 12 8 8 8
PCCv 1.4 8 8 8
4T C(T) 2.2 6 6
2T C(T) 1.6 2 6 6 2
1T C(T) 1.1 2 6 6 2
0.4T C(T) 1.4 12 8 7 8
0.4T SE(B) 1.4 12 7 8 8
PCCv 1.4 12 8 8 8
4T C(T) 2.2 6 6
2T C(T) 1.6 6 6
1T C(T) 1.1 5 6 6 6
0.4T C(T) 1.4 12 8 8 7
0.4T SE(B) 1.4 12 8 8 8
PCCv 1.4 12 8 8 8
Numbers denote number of specimens
dK /dt
MPa·m1/2/s
SQV2A
(Heat 1)
SQV2A
(Heat 2)
Material
Specimen
type
SFVQ1A
Test temperature
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2.2.3 試験結果 
試験の結果得られた 1 インチ厚さ等価破壊靭性 KJc(1Teq)をまとめて表 2.5 に示す。破壊靭
性 KJcから KJc(1Teq)への変換は式(1.10)に拠った。同表におけるデータの有効性（validity）の
判定は ASTM基準[11]にある規定に照らして行い、無効（invalid）なデータには下線を付し
てこれを示した。4T C(T)、2T C(T)、および 1T C(T)試験片から得られたデータはすべて有
効（valid）であったのに対し、0.4T C(T)、0.4T SE(B)、および PCCv試験片から得られたデ
ータのうち相対的に温度が高い場合に invalidなデータが現れている。これらはいずれも（寸
法補正を施す前の）KJcがその上限値、 
( ) ( )
0
limit 230 1
y
Jc
Eb
K
σ
ν
=
−
 (2.8) 
を超えたがために invalidと判定されたものである。0.4T C(T)試験片に比べ 0.4T SE(B)およ
び PCCv試験片で invalidなデータの数がやや多い。 
試験の結果得られた KJc(1Teq)と Tの関係を材料ごと、負荷タイプごとに図 2.6 (a)～(f)に示
す。図中の黒塗りの記号は invalid なデータを示す。煩雑さを避けるため、試験片の形状ご
とに Tを±3°Cの範囲で故意にずらしてある。Tが上昇するにつれて KJc(1Teq)のレベルならび
にばらつきは大きくなり、その傾向は材料および試験片形状に依存しない。このことは、
式(1.10)で与えられる寸法補正の機能が材料によらずうまく働いていることの証左であると
推察される。 
上述のとおり得られた破壊靭性データをもとに、1.2.1 項「マスターカーブ法の概要」に
記した手順に沿って参照温度 Toの評価を行った。Toの評価結果をまとめて表 2.6 に示す。
invalid な KJcについては、ASTM 基準[11]の評価手順にしたがいこれを式(2.8)で与えられる
KJc(limit)に置き換えて Toを算出した。同一材料、同一寸法・形状、同一温度で最低 6 体の試
験を行ったデータセットについては単独で単一温度法による評価結果（表中 Single-temp.と
表記）を、また 6 体に満たないデータセットについては同一材料、同一寸法形状ごとにま
とめて複数温度法で評価した結果（表中 Multi-temp.と表記）を記した。単一温度法におい
ては、試験温度 Tの Toからのオフセットないしは KJc(med)の範囲に応じて必要な破壊靭性デ
ータの個数が表 2.7のとおり定められている。4T C(T)、2T C(T)、1T C(T)試験片から得られ
たデータセットに対しては、ほぼすべてのケースで Tが To+50°Cから To-14°Cの範囲にあり、
データは最小の 6 点で十分である。唯一の例外は SFVQ1A 鋼の 1T C(T)試験片、試験温度
-120°Cでのデータセットであって、Tが To-15°Cから To-35°Cの範囲にあることから、必要
なデータは 7点となるが、当該条件でのデータは 8点あることから、上記の表 2.6の条件は
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満足されている。なお、SQV2A鋼（ヒート 2）の 1T C(T)試験片、試験温度-140°Cのデータ
セットについては 6体の試験を行ったが、この場合 T = To-20°Cであって To-15°Cを下回り、
必要なデータ数が 7点となったため、validな Toを得ることができなかった。0.4T C(T)試験
片から得られたデータセットに対しては、高温側では Tが To+50°Cから To-14°Cの範囲に、
低温側では To-15°Cから To-35°Cの範囲にあり、必要とされるデータは 6点または 7点であ
るが、すべてのケースでデータ数が要求データ数以上であり、validな Toを決定することが
できた。0.4T SE(B)試験片から得られたデータセットについても同様であるが、SFVQ1A鋼
の試験温度-80°Cでのデータセットについては、validなデータ数（5点）が必要なデータ数
（6点）に満たず、Toは invalidと判定された。PCCv試験片から得られたデータセットに対
しては、全 11ケース中 T が相対的に高い 4 ケースで valid な試験片数が要求試験片数に満
たず、invalidと判定された。 
一方、複数温度法においては、Tの Toからの差に応じて表 2.8に示す重みを付けた試験片
数の総和によって Toの有効性が次式のクライテリオンにより再帰的に判定される。 
3
1
1i i
i
r n
=
≥∑  (2.9) 
ここで、riは表 2.8 に示す各温度レンジにある有効なデータ数、niはその温度レンジに対応
する重み係数である。表 2.6に示した複数温度法による評価結果はすべてこの判定条件を満
たしており、Toは validであると判定された。なお、SQV2A鋼（ヒート 1）の 2T C(T)試験
片による結果については、T = -40°Cの試験データ 2点を含む合計 16点の試験データから
Toを求めたところ To = -91.9°Cとなり、T = -40°Cのデータが許容範囲を外れたため、ASTM
基準[11]に定める手順にしたがってこの 2 点のデータを除いた 14 点の試験データから改め
て Toを算出した。 
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Table 2.5  Results of 1T-equivalent fracture toughness, KJC(1Teq) 
-80 103.4 106.0 134.4 150.8 159.2 192.1
-100 96.3 88.1 99.1 103.4 134.5 138.7
-60 128.0 249.7
-80 86.9 116.3 135.8 146.3 171.6 176.4
-100 77.4 100.6 105.8 114.8 127.8 135.5
-120 57.6 93.9
-60 130.4 139.9 155.2 173.4 180.8 212.5
-80 93.3 105.0 116.3 120.8 129.7 152.4
-100 70.8 83.6 95.0 96.4 104.2 105.0 109.1 110.6 117.7 121.8 130.7 137.8
-120 51.7 66.5 72.0 69.9 74.5 75.9 89.6 100.1
-80 99.9 100.8 111.0 114.1 116.5 126.5 140.4 141.5 151.3 151.4 162.6 194.9
-100 90.0 90.7 99.6 110.9 123.4 127.2 136.5 143.2
-120 61.8 62.6 63.5 77.2 83.6 84.9 89.0 104.7
-140 43.1 57.7 66.3 69.8 78.6 79.1 79.8 92.2
-80 106.0 110.1 140.1 146.4 152.7 164.0 176.3 186.7 186.7 187.3 209.8 213.2
-100 77.0 91.2 101.0 108.3 119.1 123.6 148.3 162.6
-120 60.9 78.0 87.3 88.1 88.9 89.4 97.0 134.2
-140 42.4 55.2 63.7 71.3 73.7 85.3 87.3 93.8
-100 85.2 92.4 96.3 103.4 134.9 142.4 171.5 184.4
-120 73.2 77.0 79.8 82.3 87.7 90.2 91.9 92.5
-140 53.8 55.5 56.3 64.2 65.0 65.9 74.8 77.2
Underline:  invalid data
Equivalent fracture toughness (in ascending order)
MPa·m1/2
Material
Specimen
type
4T C(T)
Temperature
°C
PCCv
0.4T C(T)
0.4T SE(B)
2T C(T)
1T C(T)
SFVQ1A
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Table 2.5  Results of 1T-equivalent fracture toughness, KJC(1Teq) (Cont’d) 
-60 117.4 133.1 145.7 173.9 182.0 208.0
-80 82.8 98.6 100.6 112.5 127.3 158.9
-40 195.3 213.5
-60 150.5 154.1 154.9 194.0 198.9 206.7
-80 96.7 109.5 107.7 123.5 139.9 147.0
-100 75.5 104.6
-40 114.1 151.0
-60 107.7 130.7 140.1 148.7 189.2 201.0
-80 103.6 106.3 106.8 108.4 124.8 182.3
-100 94.0 108.4
-60 104.2 104.5 112.9 113.4 123.4 126.7 138.1 154.1 155.9 160.1 160.8 169.8
-80 100.2 106.6 120.9 123.0 127.4 129.8 139.3 162.9
-100 61.9 83.3 84.4 85.0 104.0 108.2 114.3
-120 58.8 61.4 64.2 67.0 75.1 77.3 78.0 81.2
-60 106.4 115.6 117.5 128.2 130.3 142.8 170.9 174.4 174.5 204.8 205.8 221.9
-80 80.7 92.7 96.5 99.1 103.4 135.1 136.7
-100 87.4 99.7 101.8 102.6 103.4 108.7 118.1 118.5
-120 45.0 49.3 49.4 82.9 87.1 87.8 88.8 88.5
-80 88.5 90.5 96.1 114.7 117.8 120.6 128.2 135.0 135.2 141.8 144.7 162.0
-100 63.9 64.3 72.3 86.8 87.2 92.7 98.7 127.8
-120 63.1 67.5 72.5 79.1 89.7 91.2 92.6 96.4
-140 43.7 48.1 53.9 57.7 65.1 72.4 73.6 81.5
-80 128.0 152.7 184.9 186.2 212.6 255.3
-100 122.3 123.8 133.7 139.7 156.1 161.0
-80 158.1 186.6 183.9 200.6 216.8 274.5
-100 106.2 122.3 134.7 154.8 206.8 213.1
-80 120.4 127.8 198.5 230.8 237.5
-100 115.1 117.4 119.7 124.6 153.2 183.1
-120 62.1 90.4 95.9 111.9 112.4 129.0
-140 74.1 78.4 80.6 82.7 83.5 96.2
-80 104.4 118.2 118.6 129.3 137.2 142.5 143.5 149.7 150.2 151.2 160.5 218.9
-100 89.0 98.1 106.5 109.0 112.0 137.4 165.5 227.3
-120 65.5 71.9 79.4 79.5 85.3 91.6 103.5 126.2
-140 62.4 64.5 64.9 66.1 67.2 88.4 90.5
-80 99.7 117.3 120.1 138.9 151.0 151.7 152.1 159.2 161.3 175.2 184.7 235.5
-100 89.1 89.8 90.3 98.9 115.8 137.6 159.1 173.0
-120 50.2 68.1 93.5 99.3 105.9 110.9 113.9 131.6
-140 48.5 56.8 63.4 65.8 71.8 74.7 80.7 99.7
-100 79.8 82.7 98.7 109.9 118.1 139.9 141.1 149.5 162.8 169.2 237.9 250.7
-120 69.8 81.8 107.0 131.0 134.9 145.4 147.1 173.8
-140 62.4 77.5 80.6 80.7 87.9 96.3 100.6 142.7
-160 48.3 52.3 54.8 59.3 64.1 71.1 72.2 75.4
Underline:  invalid data
SQV2A
(Heat 2)
4T C(T)
2T C(T)
1T C(T)
0.4T C(T)
0.4T SE(B)
PCCv
SQV2A
(Heat 1)
4T C(T)
2T C(T)
1T C(T)
0.4T C(T)
0.4T SE(B)
PCCv
Material
Specimen
type
Temperature
°C
Equivalent fracture toughness (in ascending order)
MPa·m1/2
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(a)  SFVQ1A forging, C(T) specimens 
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(b)  SFVQ1A forging, SE(B) and PCCv specimens 
Figure 2.6  Relation between equivalent fracture toughness, KJc(1Teq) 
and test temperature, T 
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(c)  SQV2A plate (Heat 1), C(T) specimens 
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(d)  SQV2A plate (Heat 1), SE(B) and PCCv specimens 
Figure 2.6  Relation between equivalent fracture toughness, KJc(1Teq) 
and test temperature, T (Cont’d) 
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(e)  SQV2A plate (Heat 2), C(T) specimens 
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(f)  SQV2A plate (Heat 2), SE(B) and PCCv specimens 
Figure 2.6  Relation between equivalent fracture toughness, KJc(1Teq) 
and test temperature, T (Cont’d) 
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Table 2.6  Results of reference temperature, To 
Material Specimen
type
Temperature
°C
Evaluation
method
No. of
total data
No. of
valid data
No. of
reqired
valid data
Weighting
value of
Reference
temperature
T o , °C
Validity
of T o
-80 6 6 6 - -104.0 Valid
-100 6 6 6 - -105.5 Valid
-80 to -100 Multi-temp. 12 12 - 2.0 -104.5 Valid
-80 6 6 6 - -102.7 Valid
-100 6 6 6 - -105.1 Valid
-60 to -120 Multi-temp. 16 16 - 2.6 -103.7 Valid
-60 6 6 6 - -92.4 Valid
-80 6 6 6 - -90.6 Valid
-100 12 12 6 - -102.9 Valid
-120 8 8 7 - -96.2 Valid
-60 to -120 Multi-temp. 32 32 - 5.1 -97.4 Valid
-80 12 10 6 - -98.8 Valid
-100 8 8 6 - -108.2 Valid
-120 8 8 7 - -99.9 Valid
-140 8 8 7 - -111.6 Valid
-80 to -140 Multi-temp. 36 34 - 5.5 -104.6 Valid
-80 12 5 6 - -117.0 Invalid
-100 8 8 6 - -111.7 Valid
-120 8 8 6 - -113.5 Valid
-140 8 8 7 - -114.0 Valid
-80 to -140 Multi-temp. 36 29 - 5.8 -113.6 Valid
-100 8 4 6 - -113.8 Invalid
-120 8 8 7 - -101.9 Valid
-140 8 8 8 - -99.2 Valid
-100 to -140 Multi-temp. 24 20 - 2.8 -104.6 Valid
0.4T SE(B)
Single-temp.
1T C(T)
Single-temp.
PCCv
Single-temp.
0.4T C(T)
SFVQ1A
4T C(T)
Single-temp.
2T C(T)
Single-temp.
Single-temp.
3
1
i i
i
r n
=
∑
3
1
i i
i
r n
=
∑
i ir n∑
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Table 2.6  Results of reference temperature, To (Cont’d) 
Material Specimen
type
Temperature
°C
Evaluation
method
No. of
total data
No. of
valid data
No. of
reqired
valid data
Weighting
value of
Reference
temperature
T o , °C
Validity
of T o
-60 6 6 6 - -91.1 Valid
-80 6 6 6 - -89.5 Valid
-60 to -80 Multi-temp. 12 12 - 2.0 -90.2 Valid
-60 6 6 6 - -95.5 Valid
-80 6 6 6 - -90.9 Valid
-60 to -100 Multi-temp. 14 14 - 2.3 -92.9 Valid
-60 6 6 6 - -89.0 Valid
-80 6 6 6 - -86.1 Valid
-40 to -100 Multi-temp. 16 14 - 2.7 -86.9 Valid
-60 12 9 6 - -82.5 Valid
-80 8 8 6 - -93.9 Valid
-100 7 7 6 - -92.0 Valid
-120 8 8 7 - -87.3 Valid
-60 to -120 Multi-temp. 35 32 - 5.6 -89.0 Valid
-60 12 6 6 - -91.3 Valid
-80 7 7 6 - -83.5 Valid
-100 8 8 6 - -99.2 Valid
-120 8 8 7 - -96.4 Valid
-60 to -120 Multi-temp. 35 29 - 5.6 -93.6 Valid
-80 12 4 6 - -97.3 invalid
-100 8 7 6 - -90.5 Valid
-120 8 8 7 - -101.2 Valid
-140 8 8 8 - -100.1 Valid
-80 to -140 Multi-temp. 35 27 - 4.0 -97.5 Valid
-80 6 6 6 - -121.8 Valid
-100 6 6 6 - -119.5 Valid
-80 to -100 Multi-temp. 12 12 - 2.0 -120.5 Valid
-80 6 6 6 - -126.0 Valid
-100 6 6 6 - -132.4 Valid
-80 to -100 Multi-temp. 12 12 - 2.0 -129.2 Valid
-100 6 6 6 - -120.3 Valid
-120 6 6 6 - -119.6 Valid
-140 6 6 7 - -120.4 invalid
-80 to -140 Multi-temp. 23 23 - 3.7 -120.4 Valid
-80 12 11 6 - -100.9 Valid
-100 8 7 6 - -117.4 Valid
-120 8 8 6 - -110.7 Valid
-140 7 7 7 - -111.6 Valid
-80 to -140 Multi-temp. 35 33 5.7 -109.9 Valid
-80 12 9 6 - -106.9 Valid
-100 8 7 6 - -116.1 Valid
-120 8 8 6 - -118.6 Valid
-140 8 8 7 - -112.3 Valid
-80 to -140 Multi-temp. 36 32 - 5.8 -113.5 Valid
-100 12 5 6 - -118.6 invalid
-120 8 3 6 - -141.5 invalid
-140 8 7 6 - -136.2 Valid
-160 8 8 8 - -117.3 Valid
-100 to -160 Multi-temp. 36 23 - 3.6 -130.0 Valid
0.4T SE(B)
Single-temp.
0.4T SE(B)
Single-temp.
SQV2A
(Heat 2)
4T C(T)
Single-temp.
2T C(T)
Single-temp.
1T C(T)
0.4T C(T)
0.4T C(T)
Single-temp.
PCCv
Single-temp.
Single-temp.
2T C(T)
Single-temp.
4T C(T)
Single-temp.
PCCv
Single-temp.
SQV2A
(Heat 1)
Single-temp.
1T C(T)
Single-temp.
i ir n∑
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Table 2.7  Number of valid KJc test results required to evaluate To 
T -T o
range
°C
K Jc (med)
range
MPa·m1/2
Number of
valid K Jc
required
Possible
number of
invalid tests
50 to -14 212 to 84 6 3
-15 to -35 83 to 66 7 1
-36 to -50 65 to 58 8 0  
 
Table 2.8  Weight factors for multi-temperature analysis  
T -T o
range
°C
1T K Jc (med)
range
MPa·m1/2
Weight
Factor
n i
50 to -14 212 to 84 1/6
-15 to -35 83 to 66 1/7
-36 to -50 65 to 58 1/8  
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2.3 マスターカーブ法の有用性の検討 
 
2.3.1 各種因子の影響 
前節で述べた破壊靭性データをもとに、試験温度、評価方法、および試験片寸法、形状
の違いが To に及ぼす影響を材料ごとに整理して図 2.7 (a)～(c)に示す。図中の“sgl.”および
“mlt.”はそれぞれ単一温度法、複数温度法を示し、単一温度法については試験温度を併記し
た。 
同一材料、同一寸法形状の試験片について、異なる温度条件下での単一温度法による valid
な Toの最大値と最小値との差は平均で 7.6°C、最大で 18.8°C であった。Toの最良推定値は
概ね最大値と最小値の中間に位置すると考えられることから、最良推定値からの偏差は平
均的には 3.8°C、最大で 9.4°C 程度に収まると考えられる。これらの値は、ASTM 基準[11]
に定める温度に関する規定（温度計測の精度が 3°C 以内、再現性が 2°C 以内）と比べても
有意に大きいとは言えず、validな Toが取得できる範囲において試験温度の依存性は大きい
とは言えない。ただし、同一材料、同一寸法・形状の小型試験片においては試験温度が相
対的に高いときに高めの Toを与える傾向がある。このような場合には KJcがその上限を超え
て invalidになるケースが多くなり、これらを KJc(limit)に置き換えることにより破壊靭性の実
力を過小評価してしまうため、Toが高めに評価されることになる。 
同一材料、同一寸法・形状の試験片について、複数温度法により得られた Toを基準に考
えると、単一温度法により得られた Toの偏差の絶対値は標準試験片（1 インチ厚さの試験
片）以上の寸法の試験片を用いた場合で最大 6.8°C、小型試験片（厚さ 0.4インチ以下の試
験片）を用いた場合で最大 12.6°C であった。これらについても、上記と同様の理由から有
意な差とは言えない。このことから、To を予め推定することができない場合であっても、
複数温度法により暫定的な試験結果を参考としながら試験温度を逐次決定していくことに
よって、Toを効率的に評価することが可能であると言える。 
次に、C(T)試験片について、試験温度の依存性を包絡すると考えられる複数温度法の結果
をもとに試験片寸法の影響に着目してみよう。標準試験片以上の寸法の全試験片による To
は図 2.7中に実線で示したとおりで、SFVQ1A鋼、SQV2A鋼（ヒート 1）、SQV2A鋼（ヒー
ト 2）でそれぞれ-100.9°C、-89.8°C、-123.4°C であるのに対し（後述する表 2.9 を参照のこ
と）、0.4T C(T)試験片から得られた Toはそれぞれ-104.6°C、-89.0°C、-109.9°Cであって、そ
の差はそれぞれ 3.7°C、0.8°C、13.5°C であった。標準試験片、小型試験片の間で Toに顕著
な差は見られず、試験片寸法の特段の影響は認められなかった。なお、SQV2A鋼（ヒート
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2）では他の材料と比較して試験片寸法の依存性が強く現れている。これは、標準試験片以
上の寸法の試験片を用いた試験から得られた Toに対し、小型試験片ではより高い試験温度
で取得された破壊靭性データが相対的に多かったため、結果的に KJcが KJc(limit)により頭打ち
される割合が高くなったが理由である。 
試験片厚さが同一の 0.4T C(T)試験片、0.4T SE(B)試験片、および PCCv試験片による To
を比較してみると、SFVQ1A 鋼、SQV2A 鋼（ヒート 1）、SQV2A 鋼（ヒート 2）について
0.4T SE(B)試験片による Toの方が 0.4T C(T)試験片による Toに比べてそれぞれ 9.0°C、4.6°C、
3.6°C低く、また PCCv試験片による Toの方が 0.4T C(T)試験片による Toに比べてそれぞれ
0.0°C、8.5°C、20.1°C 低い値を示している。過去の研究事例[18]においても SE(B)試験片が
C(T)試験片に比べ低めの Toを与えることが報告されており、本試験は定性的に同等の傾向
を示している。その原因はき裂先端近傍における拘束の強さの違いにあって、相対的に拘
束が弱い SE(B)試験片において高めの KJcが発現し、それがために Toが低下することは理に
適っている。文献[18]では C(T)試験片に対する SE(B)試験片のバイアスを 15°C 程度として
いるのに対し、本試験で得られた SE(B)試験片のバイアスは平均して 7.6°Cであり、これが
有意な差と言えるか否かは本データからだけでは判断し難い。 
以上のとおり、本研究で実施した範囲においては、To に及ぼす有意な試験温度、評価方
法、ならびに試験片寸法、形状の影響は認められなかった。そこで、異なる試験温度下で
の標準試験片以上の寸法の全試験片の破壊靭性データを一括して材料ごとに複数温度法に
より Toを改めて評価した。評価結果を表 2.9 に示す。当然の如く全データより得られた To
は試験温度、試験片寸法の異なるデータから個別に得られたデータの平均的な値をとって
いる。一方、異なる材料に対する To は明確な違いを示しており、その大小関係は SQV2A
鋼（ヒート 1） > SFVQ1A鋼 > SQV2A鋼（ヒート 2）の順になっている。鋼種の違いより
も同一材料におけるヒートの違いの方が Toに大きな差を来すことは興味深い事実である。
このことはつまり、仕様が同じ材料であっても参照温度は同じにはならず、鋼種ごとに参
照温度の値を標準化することは不可能であって、個別の材料ごとに参照温度を決定するこ
との必要性を意味している。表 2.1によれば、SQV2A鋼のヒート 1とヒート 2とでは特に P
および S の含有量に顕著な違いがあり、これらの含有量の高いヒート 1 において破壊靭性
が低下し、これにより Toが上昇したものと考えられる。その論拠は次のとおりである。 
一般に P、Sともに鋼の不純物として扱われる元素であり、前者は低温下での脆性（冷間
脆性）を、後者は高温下での脆性（熱間脆性）を低下させると言われている。Pはその含有
量が多いときには結晶粒界に偏析してこれが粒界破壊を誘起し、破壊靭性を低下させるが、
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それほど多くない場合にあっても置換型の固溶体合金結晶を作り、固溶体硬化により靭性
を低下させる働きをする[24-26]。Banta ら[27]は、舶用構造鋼の成分元素が破壊靭性に及ぼ
す影響を実験的に調べている。引裂試験により得られた遷移温度に及ぼす P の含有量の影
響を整理した例を図 2.8に示す。含有量の少ない（0.020%以下）領域における相関は明確で
はないが、全体的には P の含有量が大きくなるにつれて遷移温度が上昇する傾向にあるこ
とが見てとれる。このことは、Pの含有量が多い（0.021%）SQV2A鋼ヒート 1の参照温度
に比べ、Pの含有量が少ない（0.002%）SQV2A鋼ヒート 2の参照温度が低いことに呼応し
ている。なお、同試験では切り欠き先端にドリル孔を加工した片側切り欠き付き平板試験
片を用いた引き裂き試験によって遷移温度を決定しており、本研究で得られた参照温度と
定性的には相関はあると考えられるものの、定量的な関係については明らかでない。 
一方、S の含有量が破壊靭性に及ぼす影響について、Banta ら[27]は、少なくとも構造用
鋼の成分範囲において S が破壊靭性に影響を及ぼすことはないと主張している。これに対
し、阿部ら[28]はSの含有量を0.0009%から0.006%に変化させた発電機ロータ軸材について、
破壊靭性に及ぼす Sの影響を調べ、図 2.9に示すとおり含有量が低下するにしたがって破壊
靭性が向上することを実験的に確かめている。その原因として、MnS、酸化物等の介在物の
大きさや分布状態がき裂先端の塑性域変形と干渉している可能性を指摘している[28]。本研
究においては、S の含有量が多い（0.028%）SQV2A 鋼ヒート 1 の参照温度に比べ、S の含
有量が少ない（0.002%）SQV2A鋼ヒート 2の参照温度が低く、図 2.9中で Sの含有量の低
下が破壊靭性の上昇をもたらしていることと合致している。 
以上のとおり、同一の鋼材で化学組成の異なる材料の参照温度の大小関係は、Pおよび S
の含有量が破壊靭性に及ぼす影響に関する既往研究の傾向と一致することを確かめた。な
お、破壊靭性は結晶粒の大きさや微視的構造の様相など、他の多くの因子に強く支配され
るものであり[25]、材料の引張特性とは違い少数の影響因子から推定することができない。
このことはすなわち、同一の鋼材であっても材料の（製造工程や熱処理といった）由来や
化学組成が異なれば破壊靭性も変わり、したがって個別の材料ごとに参照温度を決定する
ことが必要であるということを意味している。 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 2.7  Effect of parameters on reference temperature, To 
 
-59- 
 
Table 2.9  Reference temperature, To, obtained from standard and larger specimen data 
Material Specimen
type
Temperature
°C
Evaluation
method
No. of
total data
No. of
valid data
No. of
reqired
valid data
Weighting
value of
Reference
temperature
T o , °C
Validity
of T o
7.7
-100.9-
-
-
SFVQ1A
4T C(T)
2T C(T)
1T C(T)
Valid
Valid
Valid
9.8
7.3
Multi-temp.
SQV2A
(Heat 2)
4T C(T)
2T C(T)
1T C(T)
60
44
47
SQV2A
(Heat 1)
4T C(T)
2T C(T)
1T C(T)
-89.8
-123.4
60
44
47
-60 to -120
-40 to -100
-80 to -140
Multi-temp.
Multi-temp.
3
1
i i
i
r n
=
∑
3
1
i i
i
r n
=
∑
i ir n∑
 
 
 
Figure 2.8  Influence of phosphorus content upon transition temperature of class B steels [27] 
 
 
Figure 2.9  Fracture toughness versus yield strength [28] 
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2.3.2 破壊靭性の統計分布特性 
ASTM基準[11]に定める Toの評価法は、同一温度下における破壊靭性の分布がワイブル指
数を 4 とするワイブル分布にしたがうことを前提としている。この前提条件への適合性を
確認するため、各データセットをワイブルプロットした結果を材料ごとに図 2.10 (a)～(c)に
示す。累積破損確率には次式で与えられるメディアンランク pを用いた。 
0.3
0.4
ip
r
−
=
+
 (2.10) 
ここで、iはランク、rは validな試験片数である。図によれば、試験片形状や試験温度の違
いによらず、ワイブルプロットされたデータは全体的な傾向として傾きがほぼ 4 に近い直
線となり、ワイブル指数を 4 とするワイブル分布が破壊靭性値の分布のよい近似となるこ
とを示している。もちろん個々のケースにおいては傾き 4 が最良近似を与えるとは限らな
いが、そもそもこの数値は材料や試験片形状、寸法の違いに因らないユニバーサルなもの
として設定することを旨としたものであり[29-31]、本試験における評価対象についても無
理のない想定である。 
Wallin[30]は、既往研究で開示されている破壊靭性データをもとに、破壊靭性が三母数の
ワイブル分布にしたがうとするとき、その統計的なばらつきを最も小さくする位置パラメ
ータを Kmin = 20 MPa·m1/2と定め、このときの形状パラメータ（ワイブル指数）m1の統計分
布と試験片数の関係を図 2.11 のとおり導いている。ワイブル指数は平均的には 4 の一定値
をとるが、個々のデータセットに対してはばらつきを有し、そのばらつきは試験片数が少
ないほど大きくなる。本試験結果をもとに単一温度法から得られた各データセットの m1を
オーバープロットした結果を材料ごとに図 2.11 (a)～(c)に示す。試験結果から得られた m1
は試験片寸法、形状や試験温度の違いによらず 4 に近い値を示しており、その適合度は図
中の文献データと比較して遜色ない。図 2.11 (a)～(c)には併せて 56点のデータがプロットさ
れており、m1の単純平均は 4.8であった。また、90%信頼限界を逸脱したデータが 5点、95%
信頼限界を逸脱したデータが 3点あるが、全データに占める割合はそれぞれ 5/56 = 8.9%、
3/56 = 5.4%であり、分布特性としては理に適っている。 
次に、本試験で得られた破壊靭性データがワイブル分布へ適合するか否かについて、定
量的な方法によって検定を行った。三母数のワイブル分布に対する適合性を評価する普遍
的な方法は確立されていない[32, 33]ことから、ここでは位置パラメータ Kminを 20 MPa·m1/2
に固定し、二母数のワイブル分布と見なして評価を行った。評価は IEC 61649 規格 [34]に
準拠して行った。その手順は以下のとおりである。 
 ステップ 1：n 個の試験データのうち破壊に至った r 個の（Kminのオフセットを考慮
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した）破壊靭性データを小さい順に並べ、その自然対数をとる。 
( )(med)( )ln , 1,2, ,i Jc i minx K K i r= − =   (2.11) 
 ステップ 2：次式によりパラメータ liを計算する。 
( ) ( )
1 , 1,2, , 1
4 1 3 4 3
ln ln / ln
4 1 4 1
i i
i
x xl i r
n i n i
n n
+ −= = −
 − − + − +   
    + +     
  (2.12) 
 ステップ 3：次式により検定統計量 Hを計算する。 
( )
1
/2 1
/2
1
1 / 2
/ 2
r
i
i r
r
i
i
l
r
H
l
r
−
= +  
  
=
−  =
  
∑
∑
 (2.13) 
ここで、 y  は y以下の最大の整数を表す。 
 ステップ 4：試験データが有意水準γでワイブル分布にしたがうとの仮説を立てる。
このとき、 
( )( )2 1 / 2 ,2 / 2H F r rγ≥ −       (2.14) 
が成立すれば仮説は棄却され、そうでないときは棄却されない。ここで、Fγ(n1, n2)
は有意水準γ，自由度が n1および n2の F分布の値である。 
代表例として、validな試験データ数が 12点と最も多い SFVQ1Aの 1T C(T)試験片、試験
温度-100°C のデータセットに対し、上述の手順に則って評価を行った（IEC 規格による検
定には最低 10点のデータが必要とされている）。表 2.5にあるデータより検定統計量を計算
すると H = 1.19となる。一方、有意水準を安全側に 10%とすると式(2.14)の右辺は F0.1(10, 12) 
= 2.19となり、H < F0.1(10, 12)となる。したがって、試験データがワイブル分布にしたがう
との仮説は棄却されないことになり、ワイブル分布にしたがうことを否定する根拠とはな
らない。 
前節で得られたToをもとに決定されるマスターカーブ、その 5%信頼限界、95%信頼限界、
および下限界曲線を試験結果と併せて材料ごとに図 2.12 (a)～(c)に示す。各ケースの Toには
表 2.6 に示した複数温度法による値を採用した。マスターカーブとその 5%信頼限界、95%
信頼限界はそれぞれ式(1.15)、(1.17)、および(1.18)により与えられ、また下限界曲線は 5%信
頼限界を式(1.19)により計算される調整量∆To だけ高温側にシフトしたものである。∆To は
Toの決定に用いた valid なデータの個数などによって決まり、その値は 4.4°C から 7.5°Cの
範囲にあった。 
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すべてのデータ点はマスターカーブを中心として分布しており、大部分のデータは 5%信
頼限界曲線と 95%信頼限界曲線の間に入っている。460点のデータのうち 5%信頼限界を下
回ったものは 9点（全体の 2.0%）、95%信頼限界を上回ったものは 22点（全体の 4.8%）で
あった。破壊靭性がワイブル分布に厳密にしたがうとした場合、これらの割合の最良推定
値はいずれも 5%であり、実測データはこれをやや下回っているが、その差は想定されるば
らつきの範囲に収まっていると考えられる。また、下限界曲線を下回るデータは SFVQ1A
鋼の 0.4T SE(B)試験片、試験温度-140°Cの 1点、SQV2A鋼（ヒート 1）の 0.4T SE(B)試験
片、試験温度-120°Cの 1点、SQV2A鋼（ヒート 2）の 0.4T SE(B)試験片、試験温度-120°C
の 1点、および SQV2A鋼（ヒート 2）の PCCv試験片、試験温度-100°Cの 2点の計 5点（全
体の 1.1%）である。これらはいずれも相対的に低温側でのデータであって、平均して下限
界曲線をわずかに 2.6 MPa·m1/2だけ下回っているに過ぎず、全体的には下限界曲線によって
破壊靭性を概ね保守的に評価できている。 
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(a)  SFVQ1A forging 
Figure 2.10  Weibull plots of test data (Lines in figures represent trend lines with slope of 4) 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 2.10  Weibull plots of test data (Lines in figures represent trend lines with slope of 4) (Cont’d) 
-64- 
 
4T C(T)
2T C(T)
1T C(T)
0.4T C(T)
0.4T SE(B)
PCCv
 
(a)  SFVQ1A forging 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 2.11  Relation between shape parameter and number of tests (Original in [29]) 
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(a)  SFVQ1A forging 
Figure 2.12  Comparison of Master Curve and test data 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
Figure 2.12  Comparison of Master Curve and test data (Cont’d) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 2.12  Comparison of Master Curve and test data (Cont’d) 
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2.4 現行規格基準による下限界曲線との比較 
 
従来わが国では、原子炉圧力容器に対する運転期間中の非延性破壊を防止するため、静
的破壊靭性 KIc、動的破壊靭性 KId、およびき裂伝播停止破壊靭性 KIaの下限包絡線として定
義される KIR曲線が用いられてきた[35]。一方、ASMEでは非延性破壊防止のための破壊靭
性のクライテリオンに対する裕度の見直しが検討され、KIR曲線に代えて KIc曲線を使用す
ることが認められた[36]。日本電気協会においても KIR曲線に代えて KIc曲線を用いた評価が
技術的に妥当であることを確認した上で、現行規格では材料の KIcを次式により評価するこ
とを認めている[37]。 
( )36.48 22.78exp 0.036Ic NDTK T RT = + −   (2.15) 
ここで、RTNDTはシャルピー衝撃試験および落重試験の結果から定められる関連温度である。
同式の適用範囲は T-RTNDTが-100°C以上、KIcが 220 MPa·m1/2以下である。 
一方ASMEにおいては、マスターカーブ法の考え方を部分的に採用したCode Case [38, 39]
が定められており、KIcが次式により計算できる。 
( )36.48 22.78exp 0.036
19.4°C
Ic To
To o
K T RT
RT T
 = + − 
= +
 (2.16) 
同式は式(2.15)におけるRTNDTの代わりに参照温度Toから換算した関連温度RTToを用いてい
る点に違いがある。なお、式(2.16)の第二式は原文献においてヤード-ポンド系で表記されて
いる関係式（ 35°FTo oRT T= + ）を SI単位系に変換したものである。 
本研究で得られた 4T C(T)、2T C(T)、1T C(T)、0.4T C(T)、0.4T SE(B)、および PCCv試験
片の破壊靭性データを一括して、マスターカーブ法に基づく下限界曲線、式(2.15)で与えら
れる日本電気協会の KIc曲線、および式(2.16)で与えられる ASME Code Caseの KIc曲線と比
較して材料ごとに図 2.13 (a)～(c)に示す。図の横軸は温度 T の RTNDT からのオフセット
T-RTNDTとした。マスターカーブの下限界曲線を設定する Toには標準試験片以上の寸法の全
試験片の破壊靭性データを材料ごとに一括して複数温度法により定めた値を用いた（表 2.9
参照）。式(2.15)における RTNDTの値には表 2.2 に示した値を用い、式(2.16)の RTToの計算は
上記の Toの値に拠った。 
マスターカーブ下限界曲線、2 本の KIc曲線のいずれもほぼすべての試験データを安全側
に包絡できている。詳しく見てみると、SQV2A鋼（ヒート 2）（図 2.13 (c)）で T-RTNDTが-100°C、
-80°C、および-40°Cのときの各 1点がマスターカーブ下限界曲線をわずかに下回っており、
これらはいずれも 0.4T SE(B)試験片より得られたデータである。しかしながら、マスターカ
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ーブ下限界曲線は破壊靭性の統計的なばらつきの下限をある信頼限界（破壊靭性に対する
5%信頼限界に Toの不確定性を考慮）をもって定めたものであり、ここで対象とした全デー
タ 364点に対し 3点がこれを下回ること不自然ではない。なお、2.3.2項においてマスター
カーブ下限界曲線を下回ったとされるデータはこれとは一致していないが、これは、前者
では試験片ごとに得られた Toを基に下限界曲線を決定したのに対し、後者では標準試験片
以上の寸法の全試験片の破壊靭性データを材料ごとに一括して複数温度法により定めた To
を用いていることの違いによるものである。 
式(2.16)で与えられるASME Code CaseのKIc曲線は T-RTNDTが-10°Cないし-30°C以下の温
度領域でマスターカーブ下限界曲線よりやや小さめの、それより高い温度域では大きめの
破壊靭性を与えている。しかし、両曲線とも材料の試験データの分布に応じてその位置を
シフトしており、同一破壊靭性レベルにおける試験データと曲線との温度差が相対的に小
さくなるような調整機能が働いている。一方、式(2.15)で与えられる日本電気協会 JEAC4206
の KIc曲線は他の 2曲線に比べはるかに高温側に位置しており、試験データに比べて保守的
である。また試験データと曲線との温度差が材料によって異なっており、必ずしも一定の
保守性が確保されているとは言えないことが読み取れる。参考までに、To±50°C の範囲に
おいて、日本電気協会 JEAC 4206の KIc曲線に代えて ASME Code Caseの KIc曲線、あるい
はマスターカーブの下限界曲線を使用することによって許容し得る破壊靭性の平均的な増
加率を試算してみると、それぞれ 63%、44%に上る。このことより、マスターカーブ、ある
いはRTToをベースとしたKIc曲線を採用することの合理化の余地はきわめて大きいことがわ
かる。 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 2.13  Comparison of lower bound of Master Curve with present KIc curves 
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2.5 結 言 
 
本章では、代表的な国産原子炉圧力容器鋼 3 種を対象として破壊靭性の基礎データを体
系的に取得してこれにマスターカーブ法を適用し、異なる寸法・形状の試験片に対するマ
スターカーブの適用性について考察した。 
2.2 節「基礎データの取得」においては、マスターカーブ法の事実上の国際標準である
ASTM 基準に則り破壊靭性試験を実施した。我が国の原子炉圧力容器鋼材としての豊富な
使用実績を誇る SFVQ1A 鋼 1 ヒート、および SQV2A 鋼 2 ヒートを供試材とし、公称板厚
が 4インチ、2インチ、1インチ、0.4インチである C(T)試験片、公称板厚 0.4インチの SE(B)
試験片、および公称板厚 10 mmのフルサイズ PCCv試験片を用いて、ASTM基準 E1921-03
に準拠した破壊靭性試験を計 460体実施し、破壊靭性基礎データを取得した。これにより、
鋼種、試験温度、評価法（単一温度法、複数温度法の違い）、試験片寸法・形状ごとに有効
な参照温度を決定することができた。 
2.3節「マスターカーブ法の有用性の検討」においては、参照温度に及ぼす試験温度、評
価法、試験片寸法・形状の影響を調べた。参照温度に及ぼす試験温度、評価法、試験片寸
法の影響はいずれも小さく、有意な差が認められないことを体系的に初めて明らかにした。
また、基礎データを基に破壊靭性の統計分布特性を調べ、同一条件下の破壊靭性が材料や
試験片寸法・形状によらずワイブル指数を 4 とするワイブル分布にしたがうことを体系的
に初めて確かめた。 
最後に 2.4節「現行規格基準による下限界曲線との比較」においては、取得データに基づ
き決定されるマスターカーブ下限界曲線を日本電気協会 JEAC4206の KIc曲線および ASME 
Code Case の KIc曲線と比較した。いずれの曲線もほぼすべての基礎データを安全側に包絡
できているものの、関連温度に基づく日本電気協会 JEAC4206の KIc曲線は過度に保守的で
あり、マスターカーブ下限界曲線、あるいは参照温度を間接的に利用する ASME Code Case
の KIc曲線を採用することによる合理化の余地はきわめて大きいことを見出した。 
 
これらの結果を通じて、国産原子炉圧力容器鋼に対しマスターカーブ法が適用可能であ
ること、かつマスターカーブ法を適用することで同鋼の破壊靭性を適切に評価できること
を体系的に明らかにした。参照温度に及ぼす試験温度、評価法、試験片寸法の影響は小さ
く、マスターカーブ法が評価法としてのロバスト性を備えていることを確認した。一方、
異なる材料に対する参照温度の違いは歴然としており、仕様が同じ材料であっても個別に
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参照温度を決定することの必要性も併せて見出した。また、一連の破壊靭性の基礎データ
を基に、破壊靭性のばらつきがワイブル指数 4 のワイブル分布にしたがい、それが材料や
試験温度の違いによらず成立することを確かめた。このことは、試験片の寸法補正や信頼
限界決定の評価式が使えるための前提条件が成立することを意味しており、これによりマ
スターカーブ法の適用の無謬性が明らかにされたと言うことができる。以上の成果を総括
して、本章では、国産原子炉圧力容器鋼の破壊靭性の評価に対するマスターカーブ法の有
用性を明らかにした。 
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第 3章 破壊靭性下限界曲線の合理的設定方法の提案 
 
 
3.1 下限界曲線の必要性と意義 
 
第 2 章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の有用性の検討」において、
代表的な国産原子炉圧力容器鋼である SFVQ1A 鋼および SQV2A 鋼を対象に、試験温度、
評価法、試験片寸法・形状をパラメータとした体系的な破壊靭性試験を行い、厚さ 0.4 イ
ンチ（10 mm）以上の大きさの試験片を用いればマスターカーブ法が適用可能であること、
またマスターカーブデータに基づきKIc曲線を定めることにより、破壊靭性を保守的に評価
できることを明らかにした。 
マスターカーブ法を実機圧力容器鋼の破壊靭性評価へ適用しようとするとき、得られた
マスターカーブをベースとして従来のKIc曲線に代わる破壊靭性の下限界曲線をいかに設定
するかという問題を考える必要がある。2.2.3項「試験結果」に記したように、現行の ASTM
基準[1]では、試験温度の参照温度からの偏差に応じて最低限必要とされる試験データ数を
6点ないし 8点に定め、その要件を満たした上で下限界曲線を設定する方法を規定している。
このことに関連して、試験データ数と統計分布特性の推定精度に相関があることは自明で
あって、試験データ数が多いほど破壊靭性の分布特性を精度よく推定できるのは当然のこ
とであるが、より合理的な評価を目指すのであれば、このような定性的な理解に留まらず、
試験データ数と信頼性との関係を定量的に把握しておくことが望まれる。また、実機の監
視試験片の利用を考えると、現行基準で要求される上記の試験データ数を必ずしも確保で
きない事態も想定しておく必要があろう。このような場合にあっても、その分の不確定性
を理論的に考慮した破壊靭性下限界曲線を設定することができたとすれば、その効用は大
きい。しかし、そのような可能性について検討がなされた事例はこれまでに報告されてい
ない。 
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本章では、ある統計分布特性を有する破壊靭性の母集団からサンプリングを行って破壊
靭性値を推定するとの観点からマスターカーブ法を捉え直し、破壊靭性データの多寡に応
じた不確定性を考慮して破壊靭性の下限界曲線を設定する方法について、現行基準の下限
界の設定方法を理論的に拡張した手法を提案することを試みる。以下、3.2節「試験結果の
ばらつきに関する考察」においては、第 2 章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカ
ーブ法の有用性の検討」で取得された基礎データを基に、破壊靭性と参照温度のばらつき、
および両者の関係について考察を行う。3.3節「マスターカーブの信頼性に関する理論的検
討」においては、破壊靭性ならびに参照温度の信頼性を記述する基本式を理論的に導出す
る。最後に 3.4節「下限界曲線の合理的設定方法の提案」においては、検討結果を踏まえて
下限界曲線を合理的に設定するための方法を新たに提案する。 
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3.2 試験結果のばらつきに関する考察 
 
3.2.1 マスターカーブの形状の妥当性 
マスターカーブ破壊靭性評価法の大きな特長は、体心立方結晶構造をもつフェライト鋼
では破壊靭性の中間値 KJc(med)と温度の参照温度からの偏差 T-Toとの関係が鋼材によらず一
定の曲線、すなわちマスターカーブによって表現されるとする点にある。これにより、材
料およびその由来（化学組成、熱処理条件、機械的特性、中性子照射条件など）が破壊靭
性に及ぼす影響を個別に考慮する必要はなくなり、遷移温度域の破壊靭性についてはすべ
て Toなる唯一の指標を通じて考えれば事足りる。このことを逆の立場から眺めてみると、
マスターカーブが有効であるためには、その曲線形状（温度依存性）が材料によらず不変
であることが必要とされると言える。 
この要件が満足されているかどうかを確認するため、Toの Tに対する依存性を Toの T-To
に対する依存性として整理し直し、その結果を材料ごとに図 3.1 (a)～(c)に示した。マスタ
ーカーブが T によらずユニバーサルに決定されるものであれば、図中のプロットデータは
水平に分布し、それから乖離する傾向があれば、式(1.15)で規定されたマスターカーブの形
状と異なる破壊靭性の分布になるものと理解される。図によれば、若干のばらつきはある
ものの、すべてのデータは材料ごとにほぼ同一の水平のバンド内に収まっており、T-To に
対する有意な依存性は見られない。このことから，式(1.15)で与えられる現行のマスターカ
ーブの形状は、本研究で対象とした国産原子炉圧力容器鋼に対し定性的には妥当なもので
あると判断される。 
参考のため、Toの標準偏差 uToに対し±uToのエラーバーを図に併せて示した。uToは概ね
10°C から 20°C の範囲にあり、個々の Toに対するばらつきのレベルは試験温度や試験片寸
法・形状の違いによる To（正確にはその推定値）のばらつきのレベルをほぼ包絡している。
すなわち、本試験で得られた Toを母集団から抽出した標本をもとにした推定値であると考
えれば、そのばらつきの程度は妥当な範囲に収まっていると言える。なお、uTo の意味とそ
の導出方法については次項以降に述べる。 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 3.1  Effect of T-To on reference temperature, To 
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3.2.2 破壊靭性のばらつき 
同一温度条件下における KJc の試験データを母集団の標本と見なしてその不偏分散 uKJc2
を求め、その平方根をとって求めた見かけの標準偏差 uKJcを T-Toで整理した結果を材料ご
とに図 3.2 (a)～(c)に示す。KJcがその上限を超えるデータについては uKJcを安全側に評価す
るために除外してある。いずれの材料についても uKJcと T-Toの間には弱い正の相関が見ら
れ、その傾向は試験片寸法や形状によらない。このことは、T-Toが大きくなるにつれて KJc
の平均的なレベルが上がることに対応しており、したがって KJcの変動係数（標準偏差の平
均に対する割合）を考えた場合には試験温度の影響はより小さくなる。 
ちなみに、KJcの母集団が指数パラメータ b（= 4）、尺度パラメータ Ko、位置パラメータ
Kmin（= 20 MPa·m1/2）なるワイブル分布にしたがうとき、KJc-Kminの母平均をmKJcとすれば、
mKJc-uKJc、mKJc、およびmKJc+uKJcに対する累積破損確率は Koの値によらずそれぞれ 16.5%、
49.1%、83.7%になる。mKJcに対する累積破損確率が 49.1%であるということは、mKJcが（累
積破損確率 50%に相当する）KJc(med)に近いことを意味している。 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 3.2  Apparent standard deviation of KJc, uKJc 
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3.2.3 参照温度のばらつき 
Toの見かけの標準偏差 uToを T-Toで整理した結果を材料ごとに図 3.3 (a)～(c)に示す。前項
で求めた uKJc2より誤差の伝播法則にしたがい、 
( )22 2/To o Jc KJcu T K u= ∂ ∂  (3.1) 
により得られるuTo2の平方根をとってuToを評価した。同式右辺の偏微分は式(1.13)のKJc(med)
を KJcに置き換えて導かれる、 
( )
1/
0.019 30o Jc Jc
T K
K
∂ ∂ = −
−
 (3.2) 
により計算することができる。∂To/∂KJcの絶対値は見かけ上 KJcのばらつきを Toのばらつき
に置き換える際の増倍係数に相当し、その値は KJcのみによって決まる。たとえば KJcが 58 
MPa·m1/2（マスターカーブ上で T = To-50°Cに対応）、100 MPa·m1/2（マスターカーブ上で T 
= Toに対応）、212 MPa·m1/2（マスターカーブ上で T = To+50°Cに対応）のときに∂To/∂KJc
はそれぞれ 1.94、0.75、0.29となる。 
式(3.2)の導出に用いた式(1.13)はToと破壊靭性の中間値KJc(med)との関係を与えるものであ
る。誤差の伝播を考える場合には本来 Toと破壊靭性の平均値mKJcとの関係に基づくべきで
あるが、KJcの母集団が指数パラメータ b（= 4）、位置パラメータ Kmin（= 20 MPa·m1/2）な
るワイブル分布にしたがうときには、両者の比に関して式(1.12)および後述する式(3.6)とか
ら、 
( )
( )
1/4
(med) ln 2 0.912 1.01
1 / 1 0.906
Jc min
KJc
K K
bm
 −  = = =
Γ +
 (3.3) 
なる関係が恒等的に成り立つので、式(3.2)においてKJc(med)をKJcに置き換えることは近似的
に問題ないと考えてよい。ここで、Γ( )はガンマ関数である。 
図 3.3によれば、uKJcとは逆にT-Toが大きいほどuToは減少する傾向にある。これは、T-To
が大きくなるにつれてマスターカーブの勾配が大きくなり、KJcの同一のばらつきに対する
To のばらつきが小さくなることが理由である。このことは、有効な試験温度の範囲（To±
50°C）内において、試験温度を高くするほど信頼区間の狭い Toの推定が可能となることを
示唆している。ただし、試験温度がある程度以上高い場合には限界を超える破壊靭性デー
タが頻出するようになり、その傾向は特に小型の（初期リガメント長さ b0の小さい）試験
片で顕著になる。限界を超えた破壊靭性値を Censored dataとして扱うことは Toそれ自体を
高めに（保守的に）推定することになるので注意が必要である。 
なお、一般に不偏分散は母集団の分散の最良推定値を与えるが、不偏分散の平方根は母
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集団の標準偏差の最良推定値とは異なり、特に標本数が少ない場合には後者が前者よりや
や大きくなることが知られている[2]。したがって、ここで導いた“見かけの標準偏差” uKJc
および uToもまた KJcあるいは Toの標準偏差の最良推定値ではなく、あくまでもそれらの近
似的な目安に過ぎないということに留意する必要がある。 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 3.3  Apparent standard deviation of To, uTo 
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3.3 マスターカーブの信頼性に関する理論的検討 
 
3.3.1 破壊靭性の分布特性 
遷移温度域におけるKJcの母集団については、これが 3母数のワイブル分布にしたがうと
するモデルが試験結果によく適合することが確かめられている。ワイブル分布の確率密度
関数 f(KJc)および累積破損確率 pfはそれぞれ次式で表される。 
( )
1
exp
b b
Jc min Jc min
Jc
o min o min o min
K K K Kbf K
K K K K K K
−     − −
 = −   − − −     
 (3.4) 
1 exp
b
Jc min
f
o min
K Kp
K K
  −
 = − − −   
 (3.5) 
b、Ko、およびKminはそれぞれワイブル分布の指数パラメータ、尺度パラメータ、および位
置パラメータである。ワイブル分布を規定するこれら3個のパラメータのうち、b = 4，Kmin 
= 20 MPa·m1/2とすることが鋼種によらず妥当であることは既往研究で得られた膨大な破壊
靭性データをもとに確認されている[3]。また、国産原子炉圧力容器鋼の KJcデータに対して
も、ワイブル分布への当てはめが適正であることは 2.3.2項「破壊靭性の統計分布特性」で
検証したとおりである。 
pfが式(3.5)で与えられる母集団に対し、KJc-Kminの母平均mKJcおよび母分散σKJc2はそれぞ
れ、 
( ) ( ) ( )1 / 1 0.906 20KJc o min oK K b Km = − Γ + = −  (3.6) 
( ) ( ) ( ) ( )2 22 22 / 1 1 / 1 0.0647 20KJc o min oK K b b Kσ  = − Γ + − Γ + = −   (3.7) 
により与えられる。KJc(med)とKoとの関係は式(1.12)に示したとおりであり、これと式(3.7)と
からσKJcと KJc(med)との関係を導くと、 
( )( )med0.278 20KJc JcKσ = −  (3.8) 
が得られ、ASTM基準[1]にある KJcの標準偏差の評価式に一致する。 
bおよび Kminを固定したときの確率密度関数、累積破損確率の分布をそれぞれ図 3.4、3.5
に示す。参考のため図には同一の母平均、母分散を有する正規分布の確率密度関数、累積
破損確率を併せて示しているが、両者はほとんど重なっている。ワイブル分布はその指数
パラメータ b の値に応じて指数分布や正規分布に近似できることが知られており[4]、少な
くとも b を 4 とするワイブル分布は正規分布にきわめて近いことが見てとれる。たとえば、
ワイブル分布においてmKJc-σKJc、mKJc、およびmKJc+σKJcに対する累積破損確率はKoの値によ
-87- 
らずそれぞれ 16.5%、49.1%、83.7%になり、一方正規分布ではそれぞれ 15.9%、50.0%、
84.1%になる。したがって、本来ワイブル分布にしたがうとすべき破壊靭性の分布を正規
分布に置き換えることとすれば、厳密に理論的な妥当性は失われるにしろ、解析的な取り
扱いが容易になり、参照温度の統計分布特性を大まかに推定するのには有用であると言え
よう。 
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Figure 3.4  Probability density function of Weibull distribution  
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Figure 3.5  Cumulative failure probability of Weibull distribution 
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3.3.2 破壊靭性の下側信頼限界 
現行規定における下側信頼限界 累積破損確率 pf が式(3.5)で与えられるとき、ある pf
に対応する KJcの下側信頼限界 KJc(pf)は次式で与えられる。 
( ) ( ) ( )
1/
ln 1
b
min o min fJc pfK K K K p − = − − −   (3.9) 
同式は式(3.5)において KJcを KJc(pf)に置き換えて整理したもので、母集団に対し破壊靭性 KJc
が KJc(pf)以下であるようなデータの全データに対する割合が pfであることを意味している。
ASTM 基準[1]においては累積破損確率 5%に相当する下側信頼限界として式(1.17)を与えて
いるが、同式は式(3.9)の形式に書き改めることができて、 
( ) ( ) ( ) ( )
1/4
0.05 ln 1 0.05 0.476min o min o minJcK K K K K K− = − − − = −    (3.10) 
となる。 
参照温度の決定のために必要なデータ数の検討事例として、Sluys and Miglin [5]は同一温
度条件で得られた 50 点の KJcデータから N 個のサンプルをランダムに抽出することを 100
回繰り返して得られる KJc(med)の平均および標準偏差をモンテカルロ法により計算している。
N をパラメータとしたときの KJc(med)の平均および標準偏差の推移をそれぞれ図 3.6 (a)およ
び(b)に示す。KJc(med)の平均の推定値は N にあまり依存しないのに対し、標準偏差の推定値
は N の増加とともに低下している。その低下傾向はサンプルサイズが 6 の時点を境に鈍化
しているとして、これより多くのサンプルを抽出しても信頼性の向上に対する効果が小さ
いとの判断から、ASTM 基準[1]において基準とするサンプルサイズを 6 とすることが妥当
であるとしている[6]。図 3.6 (a)を見る限りにおいては、N = 6の点で KJc(med)の標準偏差のサ
ンプルサイズ依存性の度合いが変わっているように見えなくもないが、関係曲線上で変曲
点が現れること、そしてその位置が N = 6であることについて合理的な説明を付けることに
は無理があると言わざるを得ない。 
マスターカーブ破壊靭性評価法により破壊靭性 KJcを求めることは、KJcの母集団からあ
る大きさ（データ数）のサンプルを抽出し、その中間値 KJc(med)を推定するという問題に帰
着される。推定される KJc(med)には不確かさを伴うので、推定条件に応じたその不確かさを
補ってやる必要がある。とくに、KJc(med)の不確かさはその決定に用いたデータ数に依存す
ることから、両者の関連を正しく把握した上で信頼限界を妥当な方法で定めなければなら
ない。ASTM 基準[1]に与えられている式(1.17)あるいはそれと等価な式(3.10)に基づく下側
信頼限界は、母集団の統計分布特性が既知であることを前提としており、このことはつま
りサンプルサイズが無限大（あるいは十分に大きいと見なせる）ときに限り正しい方法で
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あることを意味している。有限のサンプルから母集団の母数を推定する場合には、推定値
の不確かさを考慮して下側信頼限界を定めなければならないのであるが、現行の ASTM 基
準においては不確かさを考慮して「推定」を行うことへの認識が明示されていない。この
課題を解決すべく、サンプルサイズの影響を陽に考慮した下側信頼限界の設定方法につい
て以下に提案する。 
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(a)  Estimator of average of KJc(med) 
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(b)  Estimator of standard deviation of KJc(med) 
Figure 3.6  Effect of sample size, N, on estimators of KJc(med) [5] 
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下側信頼限界の新たな提案 ワイブル分布にしたがう KJcの母集団において，指数パラ
メータ b = 4、位置パラメータ Kmin = 20 MPa·m1/2は既知であるとし、尺度パラメータ Koを
サンプル抽出の結果から推定することを考える。抽出されるサンプルはすべて validである
とする。同一試験条件で N 個の試験を行ったとき、Ko-Kminの推定値 ˆ oK -Kminは式(1.11)より
求められる。いま、KJc-Kminの累積破損確率 pfに対する下側信頼限界 KJc(pf)-Kminを次式、 
( ) ( )ˆmin o minJc pfK K k K K− = −  (3.11) 
の形に、すなわち Ko-Kminの推定値 ˆ o minK K− に低減係数 kを乗じて下側信頼限界を与えるこ
とができるものとする。式(3.9)との関係から、有意水準αのもとで変数 kの満たすべき条件
は、 
( ) ( ) ( )( )1/ˆ ln 1 bo min o min fPr k K K K K p α − > − − − =   (3.12) 
となる。ここで、Pr( )は括弧内の条件が満足される確率を表し、括弧内の不等式の左辺は
Ko-Kminの推定値 ˆ oK -Kminに k を乗じた確率変数、右辺は確率密度分布の上側確率がαとなる
点である。このときの母集団 KJc-Kminおよび標本 k( ˆ oK -Kmin)の確率密度分布、Ko-Kmin、およ
び(Ko-Kmin) [-ln(1-pf)]1/bの関係を模式的に示すと図 3.7のようになる。母集団の確率密度分布
KJc-Kmin に対し Ko-Kmin が累積破損確率 63%を与え、これを[-ln(1-pf)]1/b 倍した(Ko-Kmin) 
[-ln(1-pf)]1/b が累積破損確率 pf に対応する。一方、標本 k( ˆ oK -Kmin)の確率密度分布に対し
(Ko-Kmin) [-ln(1-pf)]1/bは上側確率αに対応する。式(3.12)を書き換えると、 
( )ˆ 2 ln 1
2
b
fo min
b
o min
N pK KPr N
K K k
α
 − − > − =   −  
 (3.13) 
ここで、左辺括弧内の不等式左辺にある変数 ( ) ( )ˆ2 /
b
o min o minN K K K K − −  は自由度 2Nのχ
2
分布にしたがう[7]ことから、この分布の上側確率αに対する点をχα2(2N)とすれば、式(3.13)
は、 
( )
( )2 2 ln 12αχ
−
= − fb
N p
N
k
 (3.14) 
と簡単にすることができ、したがって、 
( )
( )
1/
2
2 ln 1
2
b
fN pk
Nαχ
 − −
 =
  
 (3.15) 
なる関係が得られる。この式がサンプルサイズ N、累積破損確率 pf、および有意水準αのと
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きのKJc-Kminの下側信頼限界を定める低減係数 kを与える一般式であって、これによってN、
pf、およびαを任意に変えたときの kの値を陽に求めることができることになる。 
pfを 0.01 および 0.05、αを 0.01 および 0.05 としたとき、Nの変化に伴うkの推移を図 3.8
に示す。pfおよびαが一定の場合、Nが大きくなるほど( ˆ oK -Kmin)の確からしさが増加するこ
とによりkは大きくなっていて、下側信頼限界が上昇する。その度合いは片対数グラフ上で
直線に近く、Nが一定数倍になればkが一定量大きくなるといった関係が見られる。また、
同一のNに対してpfが大きくなるほど、またαが大きくなるほどkも大きくなる。ただしその
寄与度には違いがあり、αの変動に比べpfの変動の方がkに及ぼす影響は大きい。図中の破線
は現行のASME基準[1]の規定に基づきpf = 0.05 として計算されるkを示すが、その値は式
(3.10)の最右辺の係数 0.476 に等しい。χ2分布の特徴から、式(3.15)においてNが無限大に近
づくときχ2α(2N)は 2Nに漸近し、kは[-ln(1-pf)]1/b、すなわち式(3.9)の右辺の係数に漸近する。
このことから、ASTM基準における式(3.9)は式(3.15)においてNを無限大とした場合の特別な
場合に相当していることがわかる。図からも明らかなように、ASTM基準に対するkは有限
のサンプルを考えた場合のそれに比べて大きく、このことはASTM基準における下側信頼
限界の設定（式(1.17)で与えられる 5%信頼限界）はそれ単独で考えた場合には非保守的で
あることを意味しているのである 1。 
以上の考察をもとに、サンプルサイズおよび有意水準を考慮したマスターカーブの下側
信頼限界を式(1.16)の形式に倣って次式のとおり提案する。 
( ){ }( ) 20 11 77exp 0.019 = + + − Jc pf oK k T T  (3.16) 
式中の k は式(3.15)による。同式で与えられる下側信頼限界について、影響因子をパラメー
タとして ASTM基準のそれと比べた結果を図 3.9 (a)～(c)に示す。図 3.9 (a)ではサンプルサ
イズ Nを 3、4、6、10、および 20に、図 3.9 (b)では累積破損確率 pfを 0.01、0.02、0.03、0.05、
および 0.1に、図 3.9 (c)では有意水準αを 0.01、0.02、0.03、0.05、および 0.1にそれぞれ変
えて、それ以外の影響因子は固定したときの下側信頼限界を示した。ここに示したいずれ
の下側信頼限界曲線とも ASTM基準の 5%信頼限界を下回っている。もちろんこれは影響因
子の値をどう設定するかに依存し、図 3.8に示した kの特性から考えると、pfが 0.05を超え、
N がある程度以上大きい場合には提案式(3.16)による下側信頼限界曲線は ASTM 基準の 5%
信頼限界を上回ることはあり得る。図 3.9 (a)において pf = 0.05、α = 0.05のとき、サンプル
                                                   
1 この非保守性は Toの下限界を決める過程において安全側に包絡されているとみることもできるが、式
(1.19)で与えられる∆Toによるシフトは Toのばらつきを考慮するためのものであり、厳密に言えば主旨が異
なるものである。 
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サイズ Nが 3、4、6、10、および 20と変わるのにつれて kは 0.395、0.403、0.414、0.425、
0.438と漸増し、ASTM基準の 5%信頼限界（k = 0.476に相当）に対する割合はそれぞれ示
83%、85%、87%、89%、92%であり、その差は有意なものである。下側信頼限界曲線を与
える提案式(3.16)を用いることによって初めて、このような影響を理論的かつ簡便に評価で
きることが可能となった。なお、提案式それ自体は下側信頼限界曲線を任意の条件の下で
設定し得るものであるが、実機評価に向けて合理的な下限界曲線を規定する条件をいかに
定めるべきかについては、3.4節「下限界曲線の合理的設定方法の提案」において議論する。 
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Figure 3.7  Schematic of k providing lower confidence limit of KJc-Kmin 
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Figure 3.8  Effect of sample size, N, on lower confidence limit of KJc-Kmin 
-93- 
0
50
100
150
200
-100 -80 -60 -40 -20 0 20 40 60 80 100
K J
c, 
M
Pa
·m
1/
2
T-To, °C
Master Curve
5% Tolerance (ASTM)
Lower curves
pf = 0.05, α = 0.05
N = 3, 4, 6, 10, 20
Increasing N
 
(a)  Effect of sample size, N 
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(b)  Effect of confidence limit, pf 
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(c)  Effect of significant level, α 
Figure 3.9  5% confidence limit in consideration of sample size and significance level 
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3.3.3 参照温度の分布特性 
現行の ASTM基準[1]においては、5%の累積破損確率に相当する下側信頼限界（式(1.17)）
に対し、To の不確定性を保守的に包絡するため、これを式(1.19)で与えられる調整量∆To 分
だけ高温側にシフトしてマージンを確保している。∆To の計算にあたっては To の標本分布
が正規分布にしたがうことを想定しており、そのときの許容し得る信頼限界を 85%として
いるが、その根拠は明らかでない。 
KJcの母集団から有限個のサンプルを抽出してその中間値 KJc(med)を推定するとき、統計量
としての ( )med
ˆ
JcK の確率分布は一般に陽な形に記述できない。しかしながら、3.3.1 項「破壊
靭性の分布特性」に示したように、指数パラメータが b = 4であるようなワイブル分布では
KJc(med)と KJc の母平均とが良く一致することから、統計量として ( )medˆ JcK に代えて標本平均
ˆ
JcK を考えることが可能である。サンプルサイズがある程度以上であれば、KJc の母集団の
分布特性によらず ( )med
ˆ
JcK の分布は中心極限定理により正規分布にしたがうことが期待され
る。さらに、bを 4とするワイブル分布それ自体が正規分布にきわめて近いという事実から、
サンプルサイズがある程度大きいという制約なしに（中心極限定理によることなく）、や
はりが正規分布にしたがうことが期待される。以上の考察に基づけば、サンプルサイズ N
に対する ( )med
ˆ
JcK -Kmin は平均がmKJc、標準偏差が /σ KJc N の正規分布にほぼしたがうと予想
される。ここで、mKJcおよびσKJcはそれぞれ式(3.6)および(3.7)で与えられる KJc-Kminの母平
均、標準偏差である。 
次に、参照温度Toの推定について考える。ToとKJc(med)の関係は式(1.13)で与えられるが、
その関係は非線形であって、やはり Toの推定値 oˆT の分布は既知の確率分布で表すことがで
きない。ただし、KJc(med)の狭い範囲を考えれば、その限定された範囲内においてマスター
カーブを直線で近似できると考えることが可能であって、 ( )med
ˆ
JcK の一次関数として与えら
れる oˆT はやはり正規分布にしたがうと見なせる。その平均mTo は式(1.13)中の KJc(med)に
( )med
ˆ
JcK の（位置パラメータ Kminのオフセットを考慮した）標準偏差mKJc+Kminを代入して、 
30 101 1ln ln
0.019 70 0.019 70
m m
m
+ − −      = − = −            
KJc min KJc
To
KT T  (3.17) 
標準偏差σToは ( )medˆ JcK の標準偏差に対し誤差の伝播を考えて、 
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( ) ( )med
1
0.019 10
σ σ
σ
m
∂
= =
∂ −
o KJc KJc
To
KJcJc
T
K N N
 (3.18) 
により得られる。これら式に含まれるmKJc、σKJc は式(3.6)および(3.7)から明らかなようにい
ずれも Koのみの関数であり、さらに KJc(med)と Koとは式(1.12)により一意に関係付けられる
ことから、上に掲げた式の具体的な評価式を KJc(med)を独立変数として次のように整理でき
る。 
( )med 301 ln
0.019 70
m
−  = −   
    
Jc
To
K
T  (3.19) 
( )
( )
med
med
20 14.7
30
σ
−
=
−
Jc
To
Jc
K
K N
 (3.20) 
式(3.19)は標本平均が母平均の最良推定値であることを示すものであり、これは式(1.13)で
表されるマスターカーブにほかならない。式(3.20)に基づく KJc(med)とσToの関係を N をパラ
メータとして図 3.10に示す。KJc(med)が大きくなるにつれて Toのばらつきは漸減し、また N
が大きくなるほど Toのばらつきが小さくなる傾向を示している。ちなみに、ASTM基準[1]
では Toの標準偏差を、 
( )
( )
( )
1/2
med
1/2 1/2
med
1/2 1/2
med
/
18.0°C ,83 MPa×m
18.8°C ,66 MPa×m 83 MPa×m
20.1°C ,58 MPa×m 65 MPa×m
To
Jc
Jc
Jc
N
K
K
K
σ β
β
=
 ≤

= ≤ <
 ≤ ≤
 (3.21) 
により評価することとしている[8]。参考のため、同式で与えられるσToを N = 6の場合につ
いて図3.10にオーバープロットした。式(3.21)のσToは式(3.20)で与えられるσToを上側に包絡
するような多直線として与えられているが、とくに KJc(med)が大きいときにσToを大きめに見
積もっていて、KJc(med) = 100 MPa·m1/2（マスターカーブ上で T = Toに対応）のときに 7%、
KJc(med) = 212 MPa·m1/2（マスターカーブ上で T = To+50°Cに対応）のときに 16%の偏差が生
じている。 
図 3.10の見方を変えて、σToに及ぼす Nの影響を整理した結果を図 3.11に示す。式(3.20)
から明らかなようにσToは Nの平方根に反比例し、Nが 4倍になるとσToは 1/2になる。たと
えば Nを標準の 6から 3に減らすとσToは 2倍となり、その影響は決して小さくない。 
上述のとおり展開した議論の妥当性を検証するため、ワイブル分布にしたがうKJcの母集
団から抽出したサンプルより Toを算出するといった手続きをシミュレーションにより繰り
返し、その分布特性について調べた。シミュレーションには、データの確率モデルを仮定
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してその確率変数を擬似乱数的に生成させて統計量の特性を調べる、いわゆるパラメトリ
ック・ブートストラップ法[9]を用いた。ワイブル分布にしたがう破壊靭性は、式(3.9)にお
いて累積破損確率を区間[0, 1]の一様乱数とすることで生成できる。b = 4、Kmin = 20 MPa·
m1/2、KJc(med) = 100 MPa·m1/2として生成した 100個のデータをワイブルプロットした例を図
3.12に示す。このときのデータの傾きは 3.90、回帰の寄与率は 0.990であり、良好なデータ
生成が実現できている。 
KJc(med)およびサンプルサイズ N をパラメータとして算出した Toのヒストグラムの例を図
3.13 (a)～(f)に示す。KJc(med)は 100 MPa·m1/2（マスターカーブ上で T = Toに対応）または 212 
MPa·m1/2（マスターカーブ上で T = To+50°Cに対応）とし、また Nは 3、6、または 10の 3
ケースとした。図には前節で導出した、平均および標準偏差がそれぞれ式(3.19)および
(3.20)で与えられる正規分布から推定される To の頻度分布を実線で示した。シミュレーシ
ョンにより生成されたヒストグラムは推定される正規分布に比べ Toの低い側でやや裾野が
広がり、高い側で裾野が狭まった非対称の分布を示しているが、全体的な形状は両者で良
く一致している。 
KJc(med)が 58 MPa·m1/2（マスターカーブ上で T = To-50°Cに対応）、100 MPa·m1/2（マスタ
ーカーブ上で T = Toに対応）、および 212 MPa·m1/2（マスターカーブ上で T = To+50°Cに対
応）の場合について、シミュレーションにより得られた Toの分布の平均および標準偏差を
正規分布から計算されるそれらと比較して図 3.14 (a)～(c)に示す。図中のポイントは平均を、
エラーバーは標準偏差の±2 倍の範囲をそれぞれ表している。平均に関しては、正規分布
から計算される平均値がサンプルサイズによらず一定であるのに対し、シミュレーション
により生成された平均値はサンプルサイズが小さいときにやや低く、サンプルサイズが大
きくなると正規分布から計算される平均値に近づく傾向がある。ただし、その差は最大で
もわずか 2.6°C に過ぎない。標準偏差については、正規分布からの推定値、シミュレーシ
ョンによる生成値の両者が±1°C の範囲内で良く一致しており、サンプルサイズの増大に
伴う減少の様子が表現されている。平均、標準偏差のいずれについても KJc(med)の違いの影
響は大きくない。ここでの解析条件である KJc(med)の最大値 212 MPa·m1/2、最小値 58 MPa·
m1/2 は有効なマスターカーブを取得するための KJc(med)の上下限であることから、上述の特
性は破壊靭性のレベルによらないものと言える。以上の考察より、To の分布を正規分布で
あると見なし、その平均および標準偏差として本項において解析的に導かれた評価式を適
用することは妥当であると結論できる。 
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Figure 3.10  Relation between KJc(med) and σTo 
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Figure 3.11  Effect of N on σTo 
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Figure 3.12  Example of fracture toughness data generated in accordance with Weibull distribution 
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 (a)  for KJc(med) = 100 MPam·1/2, N = 3 (b)  for KJc(med) = 212 MPam·1/2, N = 3 
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 (e)  for KJc(med) = 100 MPam·1/2, N = 10 (f)  for KJc(med) = 212 MPam·1/2, N = 10 
Figure 3.13  Histograms of To 
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(a)  for KJc(med) = 58 MPa·m1/2 
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(b)  for KJc(med) = 100 MPa·m1/2 
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(c)  for KJc(med) = 212 MPa·m1/2 
Figure 3.14  Compariosn of average and standard deviation of To 
obtained from simulated and estimated distributions 
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3.4 下限界曲線の合理的設定方法の提案 
 
ASTM 基準[1]では KJc(med)に対する 5%信頼限界を求め、しかる後に Toに対するマージン
を考慮するといった二段階の手続きによってマスターカーブ下限界を定めている。本節で
は本章のこれまでの考察を踏まえ、同様の手順に拠りながらも、その各過程における統計
的な想定の意味を明確にしながら下限界を設定する方法について提案する。下限界を定め
る手順と前提とする基本条件は以下のとおりである。 
 
(1) 同一温度条件下における複数（N 個）の破壊靭性試験の結果から KJc(med)を求め、
Toおよびマスターカーブを決定する。データ数は任意に設定できるものであるが、
ASTM基準で最低限必要な N = 6に加え、その半数の N = 3を基本とする。 
(2) 3.3.2 項「破壊靭性の下側信頼限界」の考察をもとにマスターカーブの下側信頼限
界を求める。信頼限界の値は可変であるが、ASTM基準と同じ0.05を基本とする。
有意水準についても可変であるが、保守性を見込んで 0.01なる値を基本とする。 
(3) 3.3.3 項「参照温度の分布特性」の考察をもとに上記の下側信頼限界を高温側にシ
フトし、マスターカーブ下限界を定める。シフト量を決める際の信頼度としては
ASTM基準に合わせた 92.5% 2のほか、保守性を見込んで 99%としたケースを基本
とする。 
 
以上の手順にしたがい、サンプルサイズを N= 6および 3とした場合について下限界を定
めた結果を図3.15 (a)および(b)に示す。図にはASTM基準により規定されるマスターカーブ
下限界、および ASME Code Case [10, 11]に採用されている，関連温度 RTToをベースとする
KIc評価曲線、 
( )36.48 22.78exp 0.036
19.4°C
Ic To
To o
K T RT
RT T
 = + − 
= +
 (3.22) 
を比較のため併せて示してある。ASTM のマスターカーブ下限界は温度によっては RTToベ
ースの KIc 評価曲線の上側に来ることがあり、KIc 評価曲線を基準とする場合に非安全側の
許容限界を与えることがある。本研究で設定した下限界については、N = 6 で信頼度が
92.5%の場合にはやはり一部の温度領域で KIc評価曲線を上回るものの、信頼度を 99%とす
ると全温度域でKIc評価曲線を安全側に包絡できている。N = 3の場合には信頼度が92.5%、
                                                   
2 ASTM基準では信頼度を 85%とする正規分布の両側検定に対する統計量を採用しているが、実質的には
1-(1-0.85)/2 = 92.5%なる信頼度の片側検定に対する統計量に等しい。 
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99%のいずれであっても KIc評価曲線を安全側に包絡できている。本研究で設定した下限界
はデータ数の増加に伴い左側にシフトし、N→∞の極限においてASTM基準のマスターカー
ブ下限界に収束する。このような場合には KIc評価曲線を上回る状況も当然考えられる。 
上記の検討項目のほか、KJc(med)の値によって下側信頼限界のシフト量が変わり、マスタ
ーカーブ下限界の位置がわずかに影響を受けるが、有効なマスターカーブを取得するため
の上下限[58 MPa·m1/2, 212 MPa·m1/2]の範囲においてその影響は小さく、上に述べた関係に
変わりはなかった。 
これまでの議論をまとめ、マスターカーブ下限界の設定方法を以下のように提案する。 
 
(1) 累積破損確率 pf に対するマスターカーブの信頼限界は式(3.16)ならびに(3.15)で与
えられる。これらを再掲すると、 
( ){ }
( )
( )
( )
1/
2
20 11 77exp 0.019
2 ln 1
2
Jc pf o
b
f
K k T T
N p
k
Nαχ
 = + + − 
 − −
 =
  
 (3.23) 
低減係数 kは累積破損確率 pf、有意水準α、サンプルサイズ Nの関数として任意に
決定できる。一例として、pf = 0.01または 0.05、α = 0.01または 0.05とし、Nを 3
から 100まで変えたとき、および Nが無限大に漸近するときの kの値を表 3.1に示
す。 
(2) マスターカーブ信頼下限を高温側にシフトする。シフト量∆To は次式により計算
する。 
( )
( )
0.99
med
med
0.99
20 14.7
30
2.33
σ
σ
∆ =
−
=
−
=
o To
Jc
To
Jc
T Z
K
K N
Z
 (3.24) 
Z0.99は信頼度を 99%とする正規分布の片側検定に対する統計量である。 
 
提案法による下限界曲線の特徴をASME Code Caseの KIc評価曲線およびASTM基準によ
るマスターカーブ下限界曲線と比較して表 3.2に示す。ASME Code Caseの KIc評価曲線はあ
る破壊靭性データベースに基づき経験的に定められたものであって、サンプルサイズ、累
積破損確率、有意水準のいずれの影響をも考慮することはできない。ASTM 基準によるマ
スターカーブ下限界曲線では、累積破損確率の影響は考慮し得るものの、サンプルサイズ
の影響については信頼下限を高温側にシフトする際のシフト量の決定においてのみ部分的
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に考慮されており、有意水準の影響については考慮が及んでいない。翻って提案法による
下限界曲線ではサンプルサイズ、累積破損確率、有意水準のいずれの影響をも考慮するこ
とが可能であるという点で他の曲線よりも優れている。 
このようにして定められたマスターカーブ下限界を破壊靭性試験結果と比較して材料ご
とに図 3.16 (a)～(c)に示す。試験結果としては、2.2節「基礎データの取得」で得られた 4T 
C(T)、2T C(T)、1T C(T)、0.4T C(T)、および 0.4T SE(B)試験片による破壊靭性を記載した。
図の横軸は温度 Tの参照温度 Toからのオフセット T-Toとした。Toには標準試験片以上の寸
法の全試験片の破壊靭性データを材料ごとに一括して複数温度法により定めた値を用いた
（表 2.9参照）。図には ASTMのマスターカーブ下限界、および式(3.22)で与えられる RTTo
ベースのKIc評価曲線を併せて示した。ごくわずかながらASTMのマスターカーブ下限界を
下回るデータが見られるが、RTToベースのKIc評価曲線によればすべてのデータが安全側に
包絡されている。本研究で設定した下限界はRTToベースのKIc評価曲線のさらに下側に位置
しており、やはりすべてのデータが安全側に包絡されていることがわかる。 
以上のことから、本研究で提案した下限界曲線はその統計的な信頼性に明確な意味を有
しつつ、これまでに得られている破壊靭性データの下限界として有効に作用していること
が確認された。 
なお、サンプルサイズ N は評価式上は正の整数として任意に決めることができるもので
はある。しかしながら、サンプルから母集団の統計分布特性を推定するという行為におい
て、N個のサンプルに対する自由度は N-1である（標本分散の計算に標本平均の計算が含ま
れているため自由度が 1だけ減る）ことから、Nが 1ということはあり得ず、2以上でなけ
ればならない。また、N = 2の場合には、サンプルデータより標本平均と標本分散とを計算
できるものの、N = 2であるという条件の下では標本平均と標本分散の組み合わせからサン
プルデータが一意に再現できることになり、サンプルから母集団の統計分布特性を推定す
る、という意味が失われてしまうと考えられる。したがって本提案においてはサンプルサ
イズ Nの下限を 3とすることを推奨する。 
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(a)  for N = 6 
0 
25 
50 
75 
100 
125 
150 
-100 -80 -60 -40 -20 0 20 40 60 80 100 
K J
c, 
M
Pa
·m
1/
2
T-To, °C
ASTM lower bound
ASME C/C based on RTTo
Present study with
92.5% confidence
Present study with
99% confidence
 
(b)  for N = 3 
Figure 3.15  Comparison of Master Curve lower bounds 
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Table 3.1  Values of parameter k for 5% tolerance bound 
p f  = 0.01
α  = 0.01
p f  = 0.01
α  = 0.05
p f  = 0.05
α  = 0.01
p f  = 0.05
α  = 0.05
3 0.245 0.263 0.245 0.395
4 0.252 0.268 0.252 0.403
5 0.257 0.272 0.386 0.409
6 0.260 0.275 0.391 0.414
8 0.266 0.280 0.400 0.420
10 0.270 0.283 0.407 0.425
15 0.277 0.288 0.417 0.433
20 0.282 0.291 0.424 0.438
30 0.287 0.296 0.432 0.444
50 0.293 0.300 0.441 0.451
100 0.300 0.304 0.450 0.458
∞ 0.317 0.317 0.476 0.476
Sample size
k
 
 
Table 3.2  Comparison of lower bound curves 
ASME Code Case curve ASTM lower bound Present study
Effect of
sample size
Not considered Not considered in tolerance curve
Partly considered in temperature adjustment
Statistically considered
Effect of
confidence l imit
Not considered Statistically considered Statistically considered
Effect of
significant level
Not considered Not considered Statistically considered
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(a)  SFVQ1A forging 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 3.16  Comparison between proposed Master Curve lower bounds and test data 
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3.5 結 言 
 
本章では、ある統計分布特性を有する破壊靭性の母集団からサンプリングを行って破壊
靭性値曲線を推定するとの観点からマスターカーブ法を捉え、破壊靭性データのサンプル
サイズに応じた破壊靭性の下限界曲線を設定する方法について、現行基準の下限界の設定
方法を理論的に拡張した手法を提案した。 
3.2節「試験結果のばらつきに関する考察」においては、第 2章「国産原子炉圧力容器鋼
に対するマスターカーブ法の有用性の検討」で取得された基礎データを基に、試験温度の
参照温度からのオフセットが参照温度に有意な影響を及ぼさないことを確認し、現行のマ
スターカーブの形状が妥当なものであることを確かめた。また、試験温度の参照温度から
のオフセットに対し、破壊靭性では弱い正の相関が、参照温度では弱い負の相関が見られ、
このことはマスターカーブの形状から説明できることを示すとともに、その傾向は試験片
形状・寸法によらないことを確認した。 
3.3節「マスターカーブの信頼性に関する理論的検討」においては、破壊靭性がワイブル
分布にしたがうという前提条件を出発点として、その下側信頼限界を理論的に決定する方
法を新たに考案した。現行の ASTM 基準に定める下側信頼限界はサンプルサイズが無限大
の場合の特別な場合であるのに対し、考案法ではサンプルサイズの影響を適切に考慮する
ことが可能である。また、指数パラメータが 4 であるようなワイブル分布の正規分布への
置き換えが妥当であることを理論的検討およびシミュレーションにより明らかにし、この
置き換えによって、参照温度の分布特性を解析的に推定する方法を導出した。 
最後に 3.4節「下限界曲線の合理的設定方法の提案」においては、上記の検討結果をまと
めて、統計的な信頼性に明確な意味付けをしたマスターカーブカーブ下限界を設定する方
法を新たに提案し、その妥当性を試験データとの比較により検証した。 
 
これら一連の検討によって得られた意義には二つあって、第一に統計的手法を導入して
マスターカーブの下限界曲線を設定する方法を提案したこと、第二に現行基準で必要とさ
れているよりもデータ数が少ない場合であっても、相応の下限界を決定できるようにした
ことである。前者については、現行の ASTM 基準がサンプルサイズが無限大であるとの仮
定に基づいているのに対し、サンプルサイズの影響を的確に考慮した下限界曲線の評価式
を明確化したことをもって、下限界曲線の「合理的」な設定方法の提案に至った。一方後
者については、1.2.3 項「評価法の高度化のための課題」で抽出された、実機材に対してマ
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スターカーブ法を適用可能とするためには、少ない試験片数でマスターカーブ法を使える
ようにしなければならない、との要請に応える成果であり、これによってマスターカーブ
法の実機適用への途が拓けたと言える。 
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第 4章 ミニチュア試験片を用いた破壊靭性評価法の提案 
 
 
4.1 ミニチュア試験片の意義 
 
マスターカーブ法の実機圧力容器鋼への適用を考える場合は、監視試験片で用いられる
シャルピー衝撃試験片を利用するという制約の中で効率的な破壊靭性評価を行う必要があ
り、小型試験片を活用していくことが重要な課題となる。一般に試験片が小型になるにつ
れき裂先端の拘束の強さが十分ではなくなり、規格に則った有効なデータを得ることが難
しくなってくる。第 2 章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の有用性の検
討」では、厚さ 0.4インチ（10 mm）の試験片を用いればマスターカーブ法は有用であると
の結果が得られている。しかしながら、現行の監視試験プログラムに沿った中性子照射脆
化の監視を今後も継続していきながら、これと共存し得る形でマスターカーブ法の活用を
図るには、厚さ 0.4インチの試験片であっても寸法の要件は満たされず（すなわち使用済み
の監視試験片の再利用を可能とするには寸法が大き過ぎて）、これよりもさらに小さい、
いわゆる「ミニチュア試験片」を利用できるか否かが大きな鍵を握ることになる。 
ミニチュア試験片を用いたマスターカーブ決定の試みはこれまでにいくつかあるものの、
SE(B)試験片を用いた三点曲げ試験[1-6]ではき裂先端の拘束の強さが必ずしも十分でなく、
その度合いが参照温度に及ぼす影響が明確にされていないこと、C(T)試験片を用いた試験
[7, 8]では特殊な変位計を使用する必要があり、ホットセル内で照射材の試験を行う場合の
取り扱いが容易でないこと、といった問題を抱えている。 
本章では、第 1 章「諸 論」において抽出された、評価法の高度化のための検討課題へ
の対処として、監視試験片の再利用を前提としたミニチュア試験片を設計し、これを用い
た破壊靭性試験を行う。ミニチュア試験片から得られるマスターカーブを標準寸法の試験
片から得られるマスターカーブと比較検討し、ミニチュア試験片の実機への適用性を明ら
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かにする。以下、4.2節「試験片寸法・形状の設計」においては、使用済みの監視試験片（破
断後のシャルピー試験片）から加工が可能な試験片を設計する。4.3節「ミニチュア試験片
による破壊靭性データの取得」においては前節で設計した試験片を用いて ASTM基準[9]に
準拠してマスターカーブ法による破壊靭性試験を実施し、破壊靭性データを取得する。4.4
節「ミニチュア試験片の妥当性の検討」においては参照温度に及ぼす試験温度、評価法、
試験片形状の影響の有無を調べ、ミニチュア試験片に対するマスターカーブ法の有効性を
確認するとともに、ミニチュア試験片から取得された破壊靭性データの統計分布特性につ
いて検討を加える。4.5節「現行規格基準による下限界曲線との比較」においては、取得デ
ータに基づき決定されるマスターカーブおよびその信頼限界曲線を現行のKIc下限曲線と比
較し、マスターカーブ法の適用による効用について論じる。最後に 4.6節「必要な試験数に
関する考察」においては、マスターカーブの決定に必要とされる試験片の個数について考
量し、マスターカーブ法への超小型試験片の実現可能性について考察を加える。 
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4.2 試験片寸法・形状の設計 
 
4.2.1 ミニチュア試験片の成立性検討 
ミニチュア試験片を設計するのに先立ち、第 2 章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマス
ターカーブ法の有用性の検討」において取得された基礎データを基に、試験片の小型化の
可能性について検討する。 
2.2.3項「試験結果」で明らかになったように、厚さ 4インチから 0.4インチの C(T)試験
片、および厚さ 0.4 インチの SE(B)試験片においては、試験片寸法の違いによらず KJc(1Teq)
のレベルならびにばらつきは同程度であり、2.3.1 項「各種因子の影響」に示したとおり、
KJc(1Teq)のデータセットから導かれる Toにも試験片寸法の顕著な依存性は認められなかった。
このことから、厚さ 0.4インチ以上の寸法の試験片に対し、式(1.10)で与えられる ASTM基
準[9]の寸法補正性能は十分であることが確かめられた。 
一般に試験片が小型になると、規格に則って有効なデータを得ることが難しくなってく
る。ASTM 基準では、破壊時にき裂前縁が強く拘束された状態が維持されるよう、破壊靭
性 KJcの上限 KJc(limit)が次のように定められている。 
( ) ( )
0
limit 230 1
σ
ν
=
−
y
Jc
Eb
K  (4.1) 
ここで、E はヤング率、b0は初期リガメント長さ、σyは材料の降伏強さ、νはポアソン比で
ある。Eおよびσyは 2.2.1項「供試材」に示したように材料によらず温度 Tのみの関数とし
て表されることから、νが一定であるとすれば KJc(limit)は T および b0により一意に定まる。
いま、初期き裂長さの試験片幅に対する比 a0/W を 0.5 とし、標準的な試験片形状における
試験片厚さの試験片幅に対する比をC(T)試験片および SE(B)試験片に対し B/W = 0.5、PCCv
試験片に対し B/W = 1.0と想定すれば、C(T)試験片および SE(B)試験片で b0 = B、PCCv試験
片で b0 = 0.5Bとなり、KJc(limit)を Tと Bとの関数として与えることができる。 
一方、マスターカーブの寸法依存性が式(1.10)で表されるとすれば、異なる寸法・形状の
試験片を用いて決定された Toが試験片寸法によらず不変であるとして、寸法補正を施さな
い KJcの中間値については式(1.10)と(1.15)とを連立させてこれを Tおよび Bの関数として与
えることができる。同様に、寸法補正を施さないKJcの分布の上限の目安としての95%信頼
限界 KJc(0.95)についても、式(1.10)と(1.18)とを連立させてこれを T および B の関数として記
述することができる。 
以上の考えに基づき、T-ToをパラメータとしてBの変化に伴うKJc(0.95)およびKJc(limit)の推移
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を比較して図 4.1 (a)～(d)に示す。図 4.1 (a)～(c)はそれぞれSFVQ1A鋼、SQV2A鋼（ヒート 1）、
および同鋼（ヒート 2）からなるC(T)試験片およびSE(B)試験片に対する関係、図 4.1 (d)は
SFVQ1A鋼からなるPCCv試験片に対する関係である。各図中の太線の曲線群はKJc(0.95)を表
し、上から順にT-To = 50°C、25°C、0°C、-25°C、および-50°Cに対応する。また細線の曲線
群はKJc(limit)を表し、上から順にT-To = -50°C、-25°C、0°C、25°C、および 50°Cに対応する。
Toには標準試験片以上の寸法の全試験片の破壊靭性データを材料ごとに一括して複数温度
法により定めた値を用いた（表 2.9 参照）。同一のT-Toに対するKJc(0.95)曲線とKJc(limit)曲線の
交点（図中に丸印で示した点）が有効なToを決定するために必要なBの下限の目安を与える
ことになる 1。KJc(0.95)曲線群は材料特性に依存せず不変であるのに対し、KJc(limit)曲線群は
材料ごとのToの違いならびに引張特性の温度依存性を反映して変化する。図 4.1 (a)～(c)を
比べると、KJc(limit)曲線群の変動はわずかであり、たとえばT-To = 0°CのときのBの下限は
SFVQ1A鋼、SQV2A鋼（ヒート 1）、および同鋼（ヒート 2）でそれぞれ 0.27インチ、0.28
インチ、0.25 インチである。一方、図 4.1 (a)および(d)を比較すると、同一のBに対する
PCCv試験片のb0 がC(T)試験片およびSE(B)試験片に対するそれに比べ半分になるため、
KJc(limit)曲線群は1 / 2倍だけ低下する。これにより、たとえばT-To = 0°CのときのBの下限
はC(T)試験片およびSE(B)試験片で 0.27インチであるのに対し、PCCv試験片では 0.44イン
チと有意に大きくなる。 
このようにして求めた、有効な Toを決定し得る Bの最小値に及ぼす T-Toの影響をまとめ
て図 4.2に示す。図より、Bの最小値は材料にはほとんど依存せず、試験片形状に依存する
ことがわかる。式(4.1)に立ち還ってみると、このことは初期リガメント長さ b0の絶対値を
大きくとることが有利であるということに他ならない。たとえば、試験温度を参照温度よ
り 25°C低めに設定すれば、厚さ 0.15インチ（= 約 3.9 mm）の試験片からマスターカーブ
を決定できることが計算上は期待される。試験温度が参照温度より 50°C低い場合、有効な
Toを決定できる Bの最小値は 0.088インチ（= 約 2.2 mm）となり、これより試験片厚さの
薄い試験片の利用は理論上不可能である。なお、本項での議論は代表値による大まかな成
立性の検討に過ぎず、実際の有効性については次項以降での実証に負うものであることを
付記しておく。 
破壊靭性KJcの上限KJc(limit)を規定する式(4.1)は元々き裂前縁の拘束が十分に強い状態にあ
ることを保証するため、次式、 
                                                   
1 ここでは分布する破壊靭性の上限として 95%信頼限界を採用したが、これはあくまでも目安であって、
個々の破壊靭性データがこれより上に位置することはあり得る。 
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( )0, / yB b M J σ≥  (4.2) 
の形式で与えられていた[10]。ここで、Bは試験片厚さ、JはJ積分である。無次元の係数M
は必要とされる拘束の強さを示す指標であって、実験あるいは解析的手法によりその具体
的な値が決定されれば、式(4.2)にしたがい試験片の寸法要求が定まる。Mの値は基準の本来
の目的、靭性を表すパラメータの物理的な意味に応じて異なり、弾塑性破壊靭性JIcを決める
ASTM基準E1820の最新版[11]ではM = 10とされている 2。 
遷移温度域においては、式(4.2)中で Jがへき開破壊発生時の J積分 Jcに等しいときに等号
が成り立つと考え、Jcに対応する等価な応力拡大係数の限界を KJc(limit)として、 
( ) ( )limit 21
c
Jc
EJK
ν
=
−
 (4.3) 
なる関係を式(4.2)に代入すると、 
( ) ( )
0
limit 21
y
Jc
Eb
K
M
σ
ν
=
−
 (4.4) 
なる関係が得られる 3。同式においてM = 30とおいたのが式(4.1)そのものであって、これが
破壊靭性の上限を表す式にほかならない。式中の係数Mの決定の根拠としては、Nevalainen
ら[16]の研究成果が参照されている。べき乗則にしたがう弾塑性体からなるSE(B)試験片お
よびC(T)試験片の三次元有限要素解析を行い。板厚全体にわたるJ積分の平均と試験片中央
位置でのJ積分の差が 20%以下であることを許容し得るき裂先端近傍の拘束条件とし、式
(4.4)中のMの決定を試みた。その結果、一般にC(T)試験片に比べてSE(B)試験片で大きなM
が必要とされ（リガメントが大きいことが必要とされ）、Mの値は 25ないし 50程度の範囲
にあって、ASTM E1820の初版[11]におけるM = 200なる制限は過度に厳しすぎることを明
らかにしている。また、Mは材料の降伏応力と加工硬化指数に影響を受けるが、実存する構
造用鋼に対する降伏応力、加工硬化指数の範囲と両者の相関[17]を勘案すると、M = 30とす
るのが妥当であるとの結論を導いている。 
さて、ここで注目すべきことは、弾塑性体中のき裂先端近傍の応力・ひずみ分布やき裂
                                                   
2 ASTM E1820における弾塑性破壊靭性 JIcに対する Mは、同基準の策定の当初[12]には破壊靭性のスケー
リングモデルと平面ひずみ条件下での弾塑性有限要素解析の結果をもとに M = 200とされていたが[13]、
以降その時々の知見を採り入れながら変更され、最新版[11]では M = 10にまで緩和されている。 
 
3 KJc(limit)の計算式は ASTM E1921の初版[14]では ( )
0
limit
y
Jc
Eb
K
M
σ
= の形であったが、2002年版[15]で式(4.4)
のように改められた。これはき裂前縁が平面ひずみ状態にあるとしたことに対応する。ポアソン比ν = 0.3
とすると、この変更による KJc(limit)の変化は 4.8%である。 
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前縁での J積分分布は試験片の絶対寸法には依存せず、相対寸法によって決まるということ
である。C(T)試験片を例にとると、き裂先端近傍の応力・ひずみ場に影響する試験片寸法に
関する因子は（き裂長さ a/試験片幅 W）と（試験片幅 W/試験片厚さ B）の二つであって、
これらが等しければ、すなわち試験片が相似であれば、同一の J積分により生起されるき裂
先端近傍の応力・ひずみ場は試験片寸法によらず同じである。試験片が小さくなるにつれ
て式(4.1)で与えらえる寸法要件を満足しにくくなることに間違いはないが、寸法要件そのも
のは特定の大きさの試験片を前提としたものではなく、したがって式(4.1)は試験片寸法によ
らず（ミニチュア試験片であっても）破壊靭性の制限条件として適用することができるの
である。 
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(a)  SFVQ1A forging, C(T) and SE(B) specimens 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1), C(T) and SE(B) specimens 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2), C(T) and SE(B) specimens 
Figure 4.1  Transition of KJc(0.95) and KJc(limit) with specimen thickness 
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(d)  SFVQ1A forging, PCCv specimens 
Figure 4.1  Transition of KJc(0.95) and KJc(limit) with specimen thickness (Cont’d) 
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Figure 4.2  Minimum specimen thickness providing valid To 
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4.2.2 試験片寸法・形状の設計 
前項での机上検討の結果によると、厚さ約 3.9 mmの試験片を用いれば T-To ≤ -25°Cの範
囲で、また厚さ約 2.2 mmの試験片を用いれば T-To ≈ -50°Cで有効な Toを決定できる見込み
がある。本研究に供試した材料に対するToの標準偏差は概ね15°Cであることがわかってお
り（図 3.3参照）、試験温度の下限（T-To = -50°C）からこの分の余裕を見込んで T-To ≤ -35°C
の範囲で有効な Toを決定できることを目標とすると、これに対応する試験片の厚さの下限
は約 3.2 mmとなる。そこで、破断後のシャルピー試験片から採取可能であるような、公称
板厚が 3.2 mm以上の試験片を次の条件の下で設計することとした。 
 
 ASTM 基準の規定のうち、可能な部分についてはこれを準用することができるよう
に、標準的な試験片形状とする。 
 試験片の主要な寸法については相似則を保ったままでスケールダウンした試験片と
する。 
 照射材のホットセル内での試験片の取り扱いを念頭に置き、できるだけシンプルな
形状とする。 
 単一の素材（使用済みのシャルピー試験片）からなるべく多数の試験片が加工でき
るようにする。 
 き裂面およびき裂の方向は素材（使用済みのシャルピー試験片）の切欠き面および
切欠きの方向に揃える。 
 
以上の条件を勘案して、公称厚さ 4 mmのミニチュア C(T)試験片、および公称厚さ 3.33 
mmのサブサイズ PCCv試験片の二種類を設計した。試験片の採取要領をそれぞれ図 4.3 (a)
および(b)に示す。いずれも単一の素材から 4 体の試験片が採取可能であり、き裂面の方位
を使用済みのシャルピー試験片のそれと一致させている。設計したミニチュア C(T)試験片
およびサブサイズ PCCv 試験片の形状・寸法をそれぞれ図 4.4 (a)および(b)に示す。ミニチ
ュア C(T)試験片の厚さは 4 mm、平面寸法は 10 mm×9.6 mmである。本来、C(T)試験片を
用いたマスターカーブ破壊靭性試験では荷重線変位を計測することを常とし、荷重線上に
位置するように設けたナイフエッジ間の変位を開口変位計で計測することとしているが、
試験片が小さく、荷重線上での変位を計測することは困難である。そこで、試験片の前面
にナイフエッジを加工し、この位置で計測した変位を荷重線変位に補正した上でそれを破
壊靭性の評価に用いることとした。補正の考え方とその妥当性については 4.2.3項「ミニチ
ュア C(T)試験片における変位計測」で後述する。サブサイズ PCCv試験片の断面寸法は 3.33 
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mm×3.33 mm、長さは 23.6 mmである。本試験片についてはより大きな寸法を設定するこ
とも可能であったが、同一寸法の試験片がシャルピー試験に用いられた実績[18-20]がある
こととから、これに合わせて上述の寸法としたものである。 
いずれの試験片に対しても疲労予き裂を導入し、初期き裂長さ（初期切欠き長さ+疲労予
き裂長さ）の試験片幅に対する比 a0/Wが 0.5になるようにする。 
 
 
 
 (a)  Miniature C(T) specimen (b)  Sub-size PCCv specimen 
Figure 4.3  Orientation of test specimens from broken half of Charpy specimen 
 
 
(a)  Miniature C(T) specimen 
 
(b)  Sub-size PCCv specimen 
Figure 4.4  Configurations of miniature test specimens 
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4.2.3 ミニチュア C(T)試験片における変位計測 
4.2.2項「試験片寸法・形状の設計」に述べたように、ミニチュア C(T)試験片では荷重線
上にナイフエッジを加工して変位計を装着することが困難であるため、これに代えて試験
片の前面にナイフエッジを設け、前面での変位を計測することとした。このため、適切な
方法で試験片前面での変位を荷重線変位に変換する必要があるが、その方法を以下のとお
り提案する。 
試験片前面の変位から荷重線変位を推定する場合、リガメント部に回転中心を仮定し、
変位を計測する位置の回転中心からの距離に応じて線形内挿を行うというのが基本的な考
え方である。ミニチュア C(T)試験片の各部の寸法を図 4.5 のように定義する。ASTM 
E1820-08 [21]の付録 A.2 には、き裂開口量の増大に伴う荷重線の回転の影響を補正するた
めの方法が規定されており、その中で回転中心はリガメントの中心であると定義されてい
る。このとき、荷重線変位 Vと試験片前面変位 V ′との関係は幾何学的な関係から、 
( ) ( )1 1, ,
2 2
′ ′= = + = + +
′
RV V R W a R W a e
R
 (4.5) 
により与えられる。図 4.4 (a)に示した試験片寸法より e = W/4であるから、上式はき裂長さ
比 a/Wのみの関数として与えられる。 
1 /
1.5 /
+ ′=
+
a WV V
a W
 (4.6) 
a/Wと V/V ′の関係を図 4.6に示す。a/Wが下限値 0.45、標準値 0.50、および上限値 0.55のと
きの Vの V ′に対する比はそれぞれ 0.744、0.750、および 0.756となり、その差は±0.8%の
範囲に収まっている。 
上の関係は負荷に伴う試験片の回転が微小であることを前提にしたものであるが、その
前提条件の妥当性についてさらに検討を行った。負荷に伴う変形がリガメント中心を中心
とする剛体の回転により表されるものと仮定したときの変形の模式図を図 4.7 に示す。回
転角θと荷重線変位 Vの関係、およびθと試験片前面変位 V ′の関係は図に示す幾何学的関係
からそれぞれ次式で与えられる。 
( )
1 1
1/22 2
/ 2sin tanθ − −
 +   = −     + 
V D D
RD R
 (4.7) 
( )
1 1
1/22 2
/ 2sin tanθ − −
 ′ ′ ′+   = −    ′ ′ ′+ 
V D D
RD R
 (4.8) 
両式を等値して、Vと V ′との関係は、 
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( ) ( )
1 1 1 1
1/2 1/22 2 2 2
/ 2 / 2sin tan sin tan− − − −
   ′ ′ ′+ +      − = −       ′   ′ ′+ +   
V D D V D D
R RD R D R
 (4.9) 
を解くことによって求められる。ちなみに、標準寸法以上の試験片で満足されるであろう
/ 1, / 1′ ′ D R D R 、および微小変形に関する / 1, / 1′ ′ V R V R なる条件を導入すると、
上式は、 
/ 2 / 2′ ′ ′+ +
− = −
′ ′
V D D V D D
R R R R
 (4.7) 
と簡略化され，式(4.5)が得られる。 
本研究に用いたミニチュア C(T)試験片においては D′ = 0.1875W（= 1.5 mm）が固定されて
いる。Dは仮想的に 0.0625W（= 0.5 mm）とする。このとき、Vと V ′の関係は a/Wをパラ
メータとして式(4.9)を介して決定することができる。その関係を図 4.8に示す。図中のプロ
ット点は式(4.9)によるもの、直線は微小変形を仮定した式(4.5)に基づく結果である。a/W
が大きくなるにつれて同一の Vに対する V ′は小さくなるが、良好な線形関係を保っており、
微小関係を仮定した置き換えが妥当であることがうかがえる。式(4.9)による V ′を微小変形
を仮定して置き換えた場合の誤差の推移を図 4.9に示す。Vが大きくなるにつれて微小変形
であるとの仮定の現実からの乖離が大きくなるが、その誤差は V = 1 mmで 0.5%以下、V = 
2 mm で 1%以下に留まっている。a/W の違いが誤差の推移に及ぼす影響はあまり大きくな
い。本研究で実施した試験において、Vの最大値はたかだか 0.7 mmであった。以上のこと
から、微小変形を仮定して式(4.2)により荷重線変位を補正することは妥当であると結論で
きる。 
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Figure 4.5  Dimensions of miniature C(T) specimen 
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Figure 4.6  Relation between a/W and V/V' 
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Figure 4.7  Schematic of specimen deformation 
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Figure 4.8  Relation between load-line displacement, V, and front face displacement, V ′ 
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Figure 4.9  Error of front face displacement, V ′ 
by replacement based on small deformation assumption 
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4.3 ミニチュア試験片による破壊靭性データの取得 
 
4.3.1 供試材 
試験には、国産の原子炉圧力容器鋼材である SFVQ1A鋼[22] 1ヒート、および SQV2A鋼
[23] 2ヒート（ヒート 1およびヒート 2）を供試した。前者は ASME規格に定める A508 Cl. 
3鋼に、また後者は A533 Gr. B Cl. 1鋼にそれぞれ相当するものである。これらの材料はす
べて第 2 章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の有用性の検討」における
基礎データの取得に用いたものと同一である。供試材の化学組成は表 2.1 に、室温下での
引張特性、無延性遷移温度 TNDT、および関連温度RTNDTは表 2.2に、温度をパラメータとし
た引張試験の結果は表 2.3 に、ヤング率、降伏応力、および引張強さの温度依存性は図 2.2、
2.3、および 2.4にそれぞれ示したとおりである。その詳細については 2.2.1項「供試材」を
参照されたい。 
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4.3.2 試験方法 
破壊靭性試験に用いた試験片は、公称板厚 4 mm のミニチュア C(T)試験片、および公称
板厚3.33 mmのサブサイズPCCv試験片である。いずれの試験片も過去の試験に用いた破断
後のシャルピー試験片から採取、加工した。ミニチュアC(T)試験片は SFVQ1A鋼、SQV2A
鋼（ヒート 1）、SQV2A鋼（ヒート 2）の 3種の材料から製作し、サブサイズ PCCv試験片
は SFVQ1A 鋼からのみ製作した。試験片の加工要領は図 4.3 (a)および(b)に、試験片の寸
法・形状は図 4.4 (a)および(b)にそれぞれ示したとおりである。これら試験片の主要な寸法
および形状は ASTM基準[9]に適合するものである。 
すべての試験片には疲労予き裂を導入した。導入する予き裂の実効長さの目標値はミニ
チュア C(T)試験片で 0.5 mm、サブサイズ PCCv試験片で 1.1 mmとし、公称初期き裂長さ
a0の公称板幅Wに対する比が a0/W = 0.5となるようにした。 
試験マトリクスを表 4.1に示す。試験温度 Tについては、第 2章「国産原子炉圧力容器鋼
に対するマスターカーブ法の有用性の検討」において取得された破壊靭性試験の結果をも
とに、有効な破壊靭性が得られるような温度範囲（To-50°Cから To+50°Cの範囲）に収まり、
かつ当該温度で取得される破壊靭性データの多くがその有効上限 KJc(limit)を超えることのな
いように設定した。ミニチュア C(T)試験片に対し、SFVQ1A鋼、SQV2A鋼（ヒート 1）、
SQV2A鋼（ヒート 2）の試験温度範囲はそれぞれ-110°C～-150°C、-100°C～-140°C、-130°C
～-170°C とし、またサブサイズ PCCv 試験片に対し、SFVQ1A 鋼の試験温度範囲は-100°C
～-140°C とした。単一温度法によって有効な Toが決定できるよう、同一温度で最低でも 6
ないし 8 体の有効な破壊靭性データが取得されることを目標とした。試験の総数はミニチ
ュア C(T)試験片で 140体、サブサイズ PCCv試験片で 43体である。 
負荷は変位制御型荷重として与え、公称寸法に対して弾性域内で応力拡大係数速度 dK/dt
が 1.4 MPa·m1/2/sとなるような一定変位速度を与えた。この速度は ASTM基準[9]に定める
負荷速度範囲の条件 0.1 MPa·m1/2/s ≤ dK/dt ≤ 2.0 MPa·m1/2/sを満たすものである。 
破壊靭性試験は 2008 年版のASTM基準[9]に準拠して実施した 4。すなわち、試験片に準
静的な単調引張荷重を負荷し、試験片にへき開破壊またはポップインを生じるまでの荷重
と荷重線変位あるいはき裂開口変位を計測して、1.2.1 項「マスターカーブ法の概要」に述
べた手順にしたがい破壊靭性を評価した。ミニチュアC(T)試験片の試験機への設置状況を
                                                   
4 第 2章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の有用性の検討」における破壊靭性データの
取得では 2003年版の ASTM基準に拠ったのに対し、本章で述べるミニチュア試験片を用いた破壊靭性デ
ータの取得では 2008年版 aのASTM基準に拠った。これは、それぞれ試験開始時点の最新版の基準を採用
したことによる違いであるが、ミニチュア試験片の適用性を議論する上でこの相違が影響を及ぼすことは
ない。 
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図 4.10に示す。 
試験温度については、本来試験片の温度を熱電対等により直接計測することが原則であ
るが、試験片が小さく、負荷冶具が相対的に大きいがために試験片表面に計測デバイスを
取り付けることが困難であり、またスポット溶接により発生する熱が試験片に及ぼす影響
は明らかでないものの、試験片が小さいためにその影響が相対的に大きくなる懸念がある。
そこで、直近の負荷冶具にスポット溶接した熱電対によって試験温度を計測した。試験片
が小さいため相対的に熱容量が小さく、試験片と負荷冶具との間に有意な温度差が生じる
ことはないことは別途確認済みである。所定の温度に達した後、最低 15分の間温度を維持
し、しかる後に試験を実施した。 
試験の終了後、破断した試験片の初期き裂長さ、安定き裂進展量を実測し、これらが基
準に定める要件を満たしていることを確認して破壊靭性の評価に用いた。評価に用いるヤ
ング率および降伏応力は温度の関数として定式化された近似式(2.1)および(2.5)に拠った。 
4.2.2 項「試験片寸法・形状の設計」においてミニチュア試験片の設計条件として掲げた
ように、本研究で提案するミニチュア試験片を用いたマスターカーブ破壊靭性試験は、
ASTM 基準に準拠することを想定している。ASTM 基準それ自体には適用可能な試験片寸
法に関する制約はなく、形式的にはミニチュア試験片の利用を妨げるものではない。しか
しながら、同基準は必ずしもミニチュア試験片の利用を念頭に置いて策定された訳ではな
い。試験片の小型化によって現れるであろう懸念事項に対し、その影響の有無を以下のと
おり検討した。 
第一に考えられるのは試験片の寸法精度の問題である。試験片の主要な寸法については
その精度が相対値として規定されている。このため、試験片の小型化に伴い絶対的な寸法
精度に対する要求は厳しくなる。ASTM基準では C(T)試験片、SE(B)試験片のいずれに対し
ても、試験片幅Wに対しその許容寸法が±0.005W、試験片厚さ Bに対しその許容寸法が±
0.010Wと定められている。たとえば厚さ 1インチの標準 C(T)試験片については試験片幅が
50.8±0.254 mm、試験片厚さが 25.4±0.254 mmであるのに対し、本研究で提案したミニチ
ュア C(T)試験片については試験片幅が 8±0.04 mm、試験片厚さが 4±0.04 mmとなり、試
験片の小型に比例して許容される寸法の範囲も小さくなる。本研究において製作したミニ
チュア C(T)試験片およびサブサイズ PCCv 試験片について、試験片幅と試験片厚さの計測
値の分布をヒストグラムとして図 4.11 (a)～(d)に示す。(a)および(b)にはそれぞれミニチュア
C(T)試験片の試験片厚さ、試験片幅の、(c)および(d)にはサブサイズ PCCv 試験片の試験片
厚さ、試験片幅の計測値の分布を示してある。図には ASTM 基準で許容される寸法の範囲
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を併せて示しており、これとの比較から、すべての計測値は許容寸法の範囲内に収まって
いることがわかる。計測値の変動係数（標本標準偏差の標本平均に対する比）は最大でも
0.16%に過ぎない。以上のことから、ASTM基準をミニチュア試験片に適用するとした場合、
寸法精度に対する要求は相対的に厳しくなるものの、その要求を満たすことは十分に可能
であることが確認される。 
第二に、疲労予き裂の導入の問題が挙げられる。ミニチュア試験片を用いた破壊靭性試
験が準拠しようとする年版の規格[9]では、疲労予き裂の導入を二つのステップに分け、第
一ステップでの応力拡大係数の最大値を Kmax = 25 MPa·m1/2、第二ステップでの応力拡大係
数の最大値を（試験温度が疲労予き裂導入時の温度より著しく低い場合）Kmax = 15 MPa·m1/2
と規定している。C(T)試験片に対する応力拡大係数は既出の式(1.3)で計算される。同式より、
相似な試験片では同一荷重に対する応力拡大係数は寸法の-1.5乗に比例し、見方を変えれば
同一の応力拡大係数に対する荷重が寸法の 1.5乗に比例する。一方、実断面応力基準に基づ
く塑性崩壊荷重、すなわち試験片のリガメントに生じる可容な応力分布に対応する荷重の
最大値は式(2.7)の右辺分子の係数 0.4を 1 に置き換えたときの PMに相当し、相似な試験片
では PMは寸法の 2乗に比例する。前者において、C(T)試験片の厚さを変えたときに応力拡
大係数 25 MPa·m1/2に対応する荷重 PK1および 15 MPa·m1/2に対応する荷重 PK2がどう変化す
るか、また後者において、C(T)試験片の厚さを変えたときに PMがどう変化するかをまとめ
て図 4.12 に示す。PMの計算において温度は 20°C とし、有効降伏強度σYの計算は式(2.4)お
よび(2.6)によった。PK1、PK2はそれぞれ第一ステップ、第二ステップで試験片に疲労予き裂
を導入するときに負荷してよい荷重の上限を表し、PM は試験片が塑性崩壊するときの荷重
の目安に相当する。前者の関係曲線の勾配は両対数グラフで 1.5、後者の関係曲線の勾配は
2であって、上述の試験片寸法の依存性に対応している。試験片が大きいときには PMと PK1、
PK2との間に大きな差があるものの、試験片が小さくなるにつれて両者が近付き、厚さが 0.3
インチの時点で PK1は PMを上回るようになる。このことは、試験片の小型化を進めると、
疲労予き裂を導入する際の荷重が基準の許容レベルにあっても、試験片が塑性崩壊を来し
かねない状況に陥ることを示唆しており、その場合には疲労予き裂導入時の荷重（あるい
は応力拡大係数）の上限をさらに下げる必要があることを意味している。本研究で設計し
たミニチュア C(T)試験片については、第二ステップの疲労予き裂導入時の負荷は ASTM基
準の規定に準じて構わないが、それに先立つ第一ステップの疲労予き裂導入時には負荷を
ASTM 基準の上限まで引き上げると試験片が塑性崩壊を起こすおそれがあるということに
注意が必要である。 
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試験片の加工に際しては表面を切削あるいは研削によって仕上げるが、仕上げ加工によ
り表層部に硬化層が形成されるとともに残留応力が生じるおそれがある。表面仕上げの条
件は基本的には標準試験片でもミニチュア試験片でも同じであって、表面硬化層の厚さや
高い残留応力が発生する領域の絶対的な寸法は両者で大きな違いがないと考えられること
から、試験片寸法に対する相対的な寄与はミニチュア試験片でより顕著になる。しかし、
試験片への疲労予き裂の導入過程においてき裂先端近傍の残留応力は緩和されることから、
その影響が顕在化することはないと考えられる。また、表層部の硬化層が破壊特性に影響
を与えるとすれば、その効果は疲労予き裂を導入した後のき裂前縁形状の違いとして現れ
るものと推測される。同一の鋼種（SFVQ1A 鋼）で寸法の異なる C(T)試験片における疲労
予き裂を導入した後のき裂前縁形状の代表例を比較した結果を図 4.13 に示す。横軸の相対
位置 0および 8は試験片表面から試験片厚さの 1%だけ内側に寄った位置に相当し、相対位
置 1 から 7 はその間を等分した位置である。異なる寸法の試験片のき裂前縁形状を比較す
るため、各相対位置でのき裂進展量は試験片厚さで無次元化した。図によれば、き裂前縁
は板厚中央での進展が卓越した左右対称のサムネイル形状を成していて、その相対的な形
状は試験片の寸法によらないことがわかる。このことより、ミニチュア試験片であっても
より大きな試験片と比べて疲労予き裂の進展状況に有意な差はなく、ミニチュア試験片に
限って表層部に硬化層、あるいは残留応力の影響を受けていることはないと言える。 
以上の検討により、本研究で設計したミニチュア試験片において、試験片の小型化に伴
い特段に考慮すべき事項はなく、ASTM 基準を適用することに問題はないものと判断され
る。 
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Table 4.1  Test matrix 
-100°C -110°C -120°C -130°C -140°C -150°C -160°C -170°C
Miniature C(T) 1.4 12 12 10 12 9
Sub-size PCCv 1.4 11 12 10 10
SQV2A
(Heat 1)
Miniature C(T) 1.4 11 8 8 9 6
SQV2A
(Heat 2)
Miniature C(T) 1.4 10 8 9 8 8
Numbers denote number of specimens
Test temperature
Material
Specimen
type
dK /dt
MPa·m1/2/s
SFVQ1A
 
 
 
Figure 4.10  Test equipment for miniature C(T) specimen 
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 (a)  Thickness for miniature C(T) specimens (b)  Width for miniature C(T) specimens 
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 (c)  Thickness for subsize PCCv specimens (d)  Width for subsize PCCv specimens 
Figure 4.11  Histogram of measured specimen dimensions 
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Figure 4.12  Effect of specimen thickness on maximum 
applied load for precracking and plastic collapse load 
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Figure 4.13  Comparison of crack front shape 
between C(T) specimens with different size 
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4.3.3 試験結果 
試験の結果得られた 1 インチ厚さ等価破壊靭性 KJc(1Teq)をまとめて表 4.2 に示す。破壊靭
性 KJcから KJc(1Teq)への変換は式(1.10)に拠った。同表におけるデータの有効性（validity）の
判定は ASTM 基準[9]にある規定に照らして行い、無効（invalid）なデータには下線を付し
てこれを示した。いずれの材料においても、試験温度が相対的に高い場合に invalid なデー
タが現れることがあり、ミニチュア C(T)試験片よりもサブサイズ PCCv 試験片でその割合
が増加している。これらはいずれも（寸法補正を施す前の）KJcがその上限値、 
( ) ( )
0
limit 230 1
y
Jc
Eb
K
σ
ν
=
−
 (4.11) 
を超えたために invalidと判定されたものである。 
試験の結果得られたKJc(1Teq)とTの関係を材料および試験片種別ごとに図4.14 (a)～(d)に示
す。図中の黒塗りの記号は invalidなデータを示す。Tが大きいほど KJc(1Teq)のレベルならび
にばらつきが大きくなり、その傾向は材料あるいは試験片種別によらない。このことから、
より大きな試験片で認められたのと同様、式(1.10)で与えられる寸法補正機能がうまく働い
ていることがうかがえる。ミニチュア C(T)試験片に比べサブサイズ PCCv 試験片でデータ
が invalidとなるケースが多く、validなデータを得るためには試験温度を低く設定する必要
がある。 
上述のとおり得られた破壊靭性データをもとに、1.2.1 項「マスターカーブ法の概要」に
記した手順に沿って参照温度Toを評価した。Toの評価結果をまとめて表4.3に示す。invalid
な KJcについては、ASTM 基準[9]の評価手順にしたがいこれを式(4.8)で与えられる KJc(limit)
に置き換えて Toを算出した。単一温度法においては、Toを基準とした試験温度 Tと KJc(med)
の範囲に応じて必要な試験片数が表 2.7 のとおり定められており、これにより Toの有効性
が判定される。本試験では、単一温度法による評価結果のうち、SFVQ1A 鋼のサブサイズ
PCCv試験片の高温側の 3ケース（T = -100°C, -120°C, -140°C）において validなデータ数が
必要なデータ数を下回っており（表 4.3中に invalid(a)と記した）、この条件から外れていた。
一方、複数温度法においては、Tの Toからの偏差に応じて表 2.8に示した重み付けをした試
験片数の総和により、式(2.9)にしたがい Toの有効性が判定された。表 4.3 に示した複数温
度法による評価結果はいずれもこの判定条件を満たしており、Toは validであると判定され
た。 
この他、To が有効であるためには、その決定に用いた破壊靭性が適正な温度範囲
（To-50°Cから To+50°C）で取得されていることが必要とされる。単一温度法では Tと Toの
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直接比較によりその成否が判定され、また複数温度法では Toの決定に用いた破壊靭性の試
験温度が適正な温度範囲に収まるよう再帰的な評価がなされる。本試験では、単一温度法
による評価結果のうち、低温側の 6 ケース（SFVQ1A 鋼のミニチュア C(T)試験片、試験温
度-150°C、同材のサブサイズ PCCv 試験片、試験温度-160°C、SQV2A 鋼ヒート 1 のミニチ
ュアC(T)試験片、試験温度-130°Cおよび-140°C、SQV2A鋼ヒート 2のミニチュアC(T)試験
片、試験温度-160°Cおよび-170°C）において試験温度が算出された To-50°Cを下回っており
（表 4.3中の Invalid(b)と記した）、この条件から外れていた。複数温度法による評価結果の
うち、SQV2A鋼ヒート 1および 2のミニチュアC(T)試験片、および SFVQ1A鋼のサブサイ
ズ PCCv試験片については、全データをもとに算出された Toが最低試験温度より 50°C以上
高かったため、これら最低試験温度のデータを除外して改めて Toを評価した結果、評価対
象としたデータの試験温度が To±50°Cの範囲に収まり、これにより validな Toが確定され
た。 
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Table 4.2  Results of 1T-equivalent fracture toughness, KJC(1Teq) 
-110 53.7 64.5 73.2 74.2 74.6 86.3 86.2 91.0 97.7 100.0 100.3 138.3
-120 41.1 52.9 59.4 66.4 68.5 79.2 86.2 90.8 91.8 96.3 106.7 142.9
-130 43.6 46.5 53.6 54.5 62.5 63.6 68.2 77.9 86.8 99.0
-140 55.2 58.2 58.3 59.9 61.2 62.7 63.3 67.9 71.9 72.5 76.1 93.5
-150 39.1 40.2 45.9 49.0 54.7 55.9 56.5 60.8 77.4
-100 60.2 70.6 92.1 98.6 107.4 129.6 144.2 155.3 197.8 199.2 227.7
-120 52.1 63.3 82.8 94.9 95.3 96.5 97.4 102.0 104.7 138.9 147.0 156.6
-140 42.5 45.1 51.9 63.6 81.1 82.7 87.4 88.4 90.5 101.3
-160 43.6 44.7 47.9 50.2 50.2 56.6 58.3 59.2 60.9 62.9
-100 46.7 63.6 64.0 64.9 77.3 83.5 90.8 91.2 100.4 96.0 102.4
-110 57.6 67.6 77.7 78.5 83.7 86.5 87.2 91.1
-120 52.6 56.1 65.5 66.0 72.3 73.8 76.0 79.5
-130 41.3 44.3 45.1 49.1 50.1 50.5 53.3 58.5 83.4
-140 40.5 46.0 48.3 51.0 55.7 58.4
-130 53.5 69.2 80.0 80.2 84.9 87.7 93.7 95.3 125.3 155.1
-140 50.0 57.1 58.6 68.4 74.8 78.9 90.2 104.7
-150 50.3 50.9 56.7 62.9 68.0 71.5 76.6 77.8 82.4
-160 30.5 39.6 48.0 50.0 50.3 58.2 59.3 60.4
-170 33.3 36.0 37.8 39.4 40.9 48.2 48.4 66.0
Underline:  invalid data
Miniature
C(T)
Sub-size
PCCv
Miniature
C(T)
Miniature
C(T)
SFVQ1A
SQV2A
(Heat 1)
SQV2A
(Heat 2)
Material
Specimen
type
Temperature
°C
Equivalent fracture toughness (in ascending order)
MPa·m1/2
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(a)  SFVQ1A forging, Miniature C(T) specimens 
Figure 4.14  Relation between equivalent fracture toughness, KJc(1Teq) and test temperature, T 
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(b)  SFVQ1A forging, Sub-size PCCv specimens 
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(c)  SQV2A plate (Heat 1), Miniature C(T) specimens 
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(d)  SQV2A plate (Heat 2), Miniature C(T) specimens 
Figure 4.14  Relation between equivalent fracture toughness, KJc(1Teq) and test temperature, T (Cont’d) 
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Table 4.3  Results of reference temperature, To 
Material Specimen
type
Temperature
°C
Evaluation
method
No. of
total data
No. of
valid data
No. of
reqired
valid data
Weighting
value of
Reference
temperature
T o , °C
Validity
of T o
-110 12 8 6 - -98.3 Valid
-120 12 10 7 - -103.4 Valid
-130 10 10 7 - -99.7 Valid
-140 12 12 8 - -104.9 Valid
-150 9 9 N/A - -96.2 Invalid(b)
-110～-150 Multi-Temp. 55 49 - 6.8 -101.0 Valid
-100 11 1 6 - -99.2 Invalid(a)
-120 12 2 6 - -110.9 Invalid(a)
-140 10 4 7 - -117.6 Invalid(a)
-160 10 10 N/A - -99.5 Invalid(b)
-100～-140 Multi-Temp. 33 7 - 1.1 -113.5 Valid
-100 11 8 7 - -85.3 Valid
-110 8 8 7 - -87.7 Valid
-120 8 8 8 - -84.4 Valid
-130 9 9 N/A - -78.8 Invalid(b)
-140 6 6 N/A - -71.0 Invalid(b)
-100～-130 Multi-Temp. 36 33 - 4.4 -84.2 Valid
-130 10 8 6 - -118.0 Valid
-140 8 7 7 - -118.4 Valid
-150 9 9 8 - -114.3 Valid
-160 8 8 N/A - -94.6 Invalid(b)
-170 8 8 N/A - -96.1 Invalid(b)
-130～-160 Multi-Temp. 35 32 - 4.3 -113.7 Valid
Invalid(a): No. of valid data less than No. of required valid data
Invalid(b): Test Temperature lower than estimated T o -50°C
Single-Temp.
Single-Temp.
SFVQ1A
SQV2A
(Heat 1)
SQV2A
(Heat 2)
Miniature
C(T)
Miniature
C(T)
Miniature
C(T)
Single-Temp.
Sub-Size
PCCv
Single-Temp.
3
1
i i
i
r n
=
∑
3
1
i i
i
r n
=
∑
i ir n∑
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4.4 ミニチュア試験片の妥当性の検討 
 
4.4.1 各種因子の影響 
ミニチュア試験片を用いて得られた破壊靭性データをもとに、試験温度、評価方法、お
よび試験片形状の違いがToに及ぼす影響を材料ごとにまとめて図4.15 (a)～(c)に示す。図中
の“sgl.”および“mlt.”はそれぞれ単一温度法、複数温度法を示し、単一温度法については試
験温度を併記した。図中のエラーバーは各ケースにおける Toの±σTo（σToは Toの標準偏差）
を表す。σToの計算は式(3.20)によった。 
同一材料のミニチュア C(T)試験片について、異なる温度条件下での単一温度法による To
の最大値と最小値との差は平均で 16.4°C、最大で 23.8°Cであった。ただし、試験温度によ
っては Toが invalidとなる場合も含まれており、その場合には Toが大きめに評価される傾向
にあることから、これらのケースを除いて改めて Toの最大値と最小値との差を求めると、
平均で 4.7°C、最大で 6.7°Cであった。これらの値は、より大きな試験片から得られた同一
の指標の値（最大値と最小値との差が平均で 7.2°C、最大で 15.7°C）と比較しても小さく、
validなToが取得できる範囲においてはToに及ぼす試験温度の影響は十分に小さいと言える。
複数温度法から得られる Toは単一温度法によるそれの中間に位置し、複数温度法による To
を基準としたときの偏差の絶対値の最大値は SFVQ1A鋼、SQV2A鋼（ヒート 1）、SQV2A
鋼（ヒート2）についてそれぞれ 4.7°C、13.2°C、17.6°Cであるが、invalidなToを除くと 4.0°C、
3.5°C、4.7°C となり、十分に小さな範囲に収まっている。To の標準偏差は単一温度法にお
ける vaidなデータに対し 5.4°C～6.8°C、複数温度法による Toに対し 2.6°C～3.3°Cであり、
試験温度の違いによるばらつきと同程度である。 
これに対し、SFVQ1A鋼のサブサイズ PCCV試験片については、単一温度法からは valid
な Toを決定することができなかった。表 4.3 に示したとおり、試験温度が高いときには To
決定に必要な validな破壊靭性データの個数が必要数に満たず、また試験温度が低いときに
は試験温度のToからのオフセットが50°Cを上回っている。とくに前者に関しては、各温度
での試験数が 10ないし 12体と十分にあるにもかかわらず validな破壊靭性データの個数が
足りておらず、サブサイズ PCCV 試験片の適用に根本的な弱点があることを示唆している。
この点については 4.6節「必要な試験数に関する考察」において詳細に議論する。 
試験温度の依存性を包絡すると考えられる複数温度法による Toの結果を抽出して、第 2
章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の有用性の検討」で計算された Toと
比較した結果を材料ごとに図 4.16 (a)～(c)に示す。C(T)試験片における寸法の影響に着目す
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ると、厚さ 100 mmの 4T C(T)試験片から厚さ 4 mmのミニチュアC(T)試験片まで Toは良好
に一致しており、平均値からの偏差の絶対値の最大は SFVQ1A鋼、SQV2A鋼ヒート 1、お
よび同鋼ヒート2でそれぞれ4.8°C、4.5°C、10.5°Cであった。このことから、本研究で対象
とした材料について、ミニチュア C(T)試験片を用いても標準 C(T)試験片を用いた場合と同
等の Toを評価できることが明らかになった。 
一方、SFVQ1A鋼において、サブサイズ PCCv試験片から得られた Toは曲げタイプの 0.4T 
SE(B)試験片、フルサイズ PCCv試験片とから得られた Toの中間にあり、C(T)試験片から得
られたToの平均値に比べおよそ 11°C低い値となっている。しかし、ここで注意しなければ
ならないのは、サブサイズ PCCv試験片による Toの決定に用いられた破壊靭性データ 33点
のうち validなデータはわずか 21%（7点）に過ぎないということである。invalidなデータ
は式(4.8)に照らして censored データに置き換えられ、invalid なデータの占める割合が大き
くなるにつれて自ずと Toは大きめに評価されることになる。invalid なデータの占める割合
は SE(B)試験片で 19%、サブサイズ PCCv試験片で 79%と大きく異なっていることから、両
者の Toが一致したことは必ずしも普遍的な結果とは断言できない。 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 4.15  Effect of parameters on reference temperature, To 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 4.16  Effect of specimen size and type on reference temperature, To 
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4.4.2 破壊靭性の統計分布特性 
ASTM基準[9]に定める Toの評価法は、同一温度条件下における破壊靭性の分布がワイブ
ル指数を 4 とするワイブル分布に従うことを前提としている。この前提条件へのミニチュ
ア試験片の適合性を確認するため、ミニチュア C(T)試験片の各データセットをワイブルプ
ロットした結果を材料ごとに図 4.17 (a)～(c)に示す。累積破損確率には式(2.10)で与えられ
るメディアンランクpを用いた。なお、サブサイズPCCv試験片については、同一温度条件
下で validなToを決定するに足る破壊靭性データが得られなかったため、ワイブルプロット
は行っていない。 
図によれば、いずれの材料においても、試験温度の違いによらずワイブルプロットされ
たデータは傾きが 4 に近い直線となり、ミニチュア C(T)試験片から取得された破壊靭性の
分布がワイブル指数を 4とするワイブル分布に従う様子が見てとれる。特に、図 4.17 では
判然としなかった低温域のデータセットについてもワイブル分布にしたがっていることが
確認できる。当然ながら個々のケースにおいては傾き 4 が最良近似を与えるとは限らない
が、2.3.2 項「破壊靭性の統計分布特性」に記したようにこの数値は材料や試験片寸法・形
状の違いによらない値として設定されてものであって[24-26]、ミニチュア C(T)試験片につ
いても無理のない前提条件であることが本試験結果から確認された。 
前節で得られたToをもとに決定されるマスターカーブ、その5%信頼限界、95%信頼限界、
および下限界曲線を試験結果と併せて材料および試験片形状ごとに図 4.18 (a)～(d)に示す。
各ケースの Toには表 4.3に示した複数温度法による値を採用した。図 4.14に示した破壊靭
性データのうち、複数温度法による To の決定に用いられなかったデータは除外し、また
invalidなデータは censoredデータに置き換えて示した。マスターカーブとその 5%信頼限界、
95%信頼限界はそれぞれ式(1.15)、(1.17)、および(1.18)により与えられ、また下限界曲線は
5%信頼限界を式(1.19)により計算される調整量∆To だけ高温側にシフトしたものである。
∆To は To の決定に用いた valid なデータの個数などによって決まる。その値はミニチュア
C(T)試験で 3.9°Cから 4.8°Cの範囲にあったのに対し、サブサイズ PCCv試験片で 9.8°Cと
大きめであった。 
ミニチュア C(T)試験片では、すべてのデータ点はマスターカーブを中心に分布しており、
大部分のデータは 5%信頼限界曲線と 95%信頼限界曲線の間に入っている。全プロットデー
タ 159点のうち 5%信頼限界を下回ったものは 11点（全体の 6.9%）、95%信頼限界を上回
ったものは 5点（全体の 3.1%）であった。破壊靭性がワイブル分布に厳密に従うとした場
合、これらの割合の最良推定値はいずれも 5%であり、実測データはこれより 2%ほど偏っ
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ているが、その差は想定されるばらつきの範囲に収まっていると考えられる。また、下限
界曲線を下回るデータは SFVQ1A鋼のミニチュア C(T)試験片、サブサイズ PCCv試験片で
それぞれ 3点、SQV2A鋼のヒート 1およびヒート 2のミニチュア C(T)試験片でそれぞれ 1
点の計 8点であった。ミニチュア C(T)試験片に関して言えば、当該データはいずれも Toよ
りも低温側でのデータ（平均で 23.8°C）であって、平均して下限界曲線をわずかに 4.3 MPa
·m1/2 だけ下回っているに過ぎず、全体として下限界曲線により破壊靭性を概ね保守的に包
絡できている。 
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(a)  SFVQ1A forging 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 4.17  Weibull plots of test data (Lines in figures represent trend lines with slope of 4) 
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(a)  SFVQ1A forging, Miniature C(T) specimens 
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(b)  SFVQ1A forging, Sub-size PCCv specimens 
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(c)  SQV2A plate (Heat 1), Miniature C(T) specimens 
Figure 4.18  Comparison of Master Curve and test data 
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(d)  SQV2A plate (Heat 2), Miniature C(T) specimens 
Figure 4.18  Comparison of Master Curve and test data (Cont’d) 
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4.5 現行規格基準による下限界曲線との比較 
 
2.4節では、基礎データとして取得された 4T C(T)、2T C(T)、1T C(T)、0.4T C(T)、および
0.4T SE(B)試験片の破壊靭性データを現行規格基準に定める下限界曲線と比較し、日本電
気協会 JEAC 4206 [27]の KIc曲線の保守性を確認するとともに、Toをベースとする下限界曲
線の採用により保守性の低減が見込めることを示した。本節ではミニチュア C(T)試験片よ
り得られた破壊靭性データに対し同様の比較検討を行い、ミニチュア C(T)試験片に対する
現行規格基準の下限界曲線の適用性について検証する。比較対照とする下限界曲線は、マ
スターカーブ法に基づく下限界曲線に加え、日本電気協会 JEAC 4206 [27]に規定された KIc
曲線、および参照温度Toから換算した関連温度RTToを用いるASME Code Case [28, 29]のKIc
曲線とした。これらの KIc曲線の評価式はそれぞれ式(2.15)、(2.16)に示したとおりである。 
ミニチュア C(T)試験より得られた破壊靭性データを、マスターカーブ法に基づく下限界
曲線、式(2.15)で与えられる JEAC 4206のKIc曲線、および式(2.16)で与えられるASME Code 
Caseの KIc曲線と比較して材料ごとに図 4.19 (a)～(c)に示す。マスターカーブの下限界曲線
を設定する To は各材料のミニチュア C(T)試験から複数試験法により定めることとし、
SFVQ1A鋼、SQV2A鋼（ヒート 1）、および同鋼（ヒート 2）に対しそれぞれ-101.0°C、-84.2°C、
-113.7°Cとした。式(2.15)における RTNDTの値には表 2.2に示した値を用い、式(2.16)の RTTo
の計算は上記の Toの値に拠った。図の横軸は温度 T の RTNDTからのオフセット T-RTNDTと
し、invalidなデータも併せてプロットした。 
マスターカーブ下限界曲線、2 本の KIc曲線のいずれもほぼすべての試験データを安全側
に包絡できている。詳しく見てみると、全 140点のうち、SFVQ1A鋼で 3点 SQV2A鋼（ヒ
ート 1）および同鋼（ヒート 2）で各 1点の計 5点がマスターカーブ下限界曲線をわずかに
下回っている。しかしながら、2.4節にも述べたとおり、マスターカーブ下限界曲線は破壊
靭性の統計的なばらつきの下限をある信頼限界（破壊靭性に対する 5%信頼限界に Toの不確
定性を考慮）をもって定めたものであって、少数の個別データがマスターカーブ下限界曲
線を下回ること不自然ではない。 
本試験において T-RTNDTは-70°Cから-130°Cの範囲にあるが、この範囲におけるマスター
カーブ下限界曲線と2本のKIc曲線の大小関係を拡大して材料ごとに図4.20 (a)～(c)に示す。
いずれの材料に対しても RTNDT > RTToであることから、JEACの KIc曲線は常に ASME Code 
CaseのKIc曲線の下側に位置している。当該温範囲ではマスターカーブ下限界曲線の勾配が
2 種の KIc曲線に比べてわずかに大きく、この温度範囲においてマスターカーブ下限界曲線
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とKIc曲線とが交わっている。ただし、それらの交点の位置は鋼種によって異なり、したが
ってマスターカーブ下限界曲線とKIc曲線の大小について一意の関係は認められない。すな
わち、ミニチュア C(T)試験片で有効な Toが取得できる温度範囲においては、マスターカー
ブ下限界曲線とKIc曲線との間に明瞭な違いがないため、これらのいずれの曲線が試験デー
タをより適切に包絡できるかの判断は困難である。これまでに述べてきたように、ミニチ
ュアC(T)試験では有効な Toを取得するための試験温度に制約が課せられる。図 2.11から読
み取れるように、より大型の寸法の試験片を用いた場合の試験温度範囲は 60°C ないし
80°C であったのに対し、ミニチュア C(T)試験片を用いたときの試験温度範囲は 40°C であ
り、限定的である。すなわち、ミニチュア C(T)試験片を用いて妥当な Toを推定することは
可能であるにしても、広範な温度範囲での下限界曲線あるいはKIc曲線の適合性を調べるた
めには、ミニチュア C(T)試験片の結果だけでは十分とは言えず、標準試験片を用いての高
温域を含む試験の結果を俟たなければならない。 
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(a)  SFVQ1A forging 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 4.19  Comparison of miniature C(T) test data, lower bound of Master Curve, and KIc curves 
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(a)  SFVQ1A forging 
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(b)  SQV2A plate (Heat 1) 
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(c)  SQV2A plate (Heat 2) 
Figure 4.20  Comparison of lower bound of Master Curve 
and KIc curves in test temperature range 
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4.6 必要な試験数に関する考察 
 
マスターカーブ法による破壊靭性評価を実機に適用するにあたっては、参照温度を定め
るために validな破壊靭性データをいかに効率的に取得できるかが重要な問題となる。ミニ
チュア試験片を用いた試験を行ったとき、validなデータが取得された割合を T-Toで整理し
て図 4.21 に示す。4.3.3 項に述べたように、有効な破壊靭性データを定めるためには valid
なデータの個数に関する制限のほか、Toの決定に用いた破壊靭性が-50°C ≤ T-To ≤ 50°Cの温
度範囲で取得されていることが必要とされ、この下限を太線で示してある。valid なデータ
の割合は T-Toが小さくなるにつれて増加し、ミニチュア C(T)試験片では T-Toがほぼ-30°C
以下のときに 1 となって、取得データがすべて valid となる。すなわち、ミニチュア C(T)
試験片においては、-50°C ≤ T-To ≤ -30°Cの範囲で試験を行えば、“歩留まりのよい”データ
の取得が可能となる。この傾向は材料によらない。一方、サブサイズ PCCv 試験片を用い
た場合に valid なデータの割合はそれよりはるかに低く、取得データがすべて valid となる
温度ではT-Toが-50°Cを下回っている。ASTM E1921 [9]には、表2.7に示したように、PCCv
試験片について試験温度に応じて必要とされる validなデータ数、想定される invalidなデー
タ数が整理されている。これによれば、T-Toが-14°C 以上のとき valid なデータの割合の目
安は 6/(6+3) = 0.67、-35°C以上のとき 7/(7+1) = 0.88、-50°C以上のとき 8/(8+0) = 1.00となる。
参考のためこの関係を図に破線でプロットしてある。同関係はミニチュア C(T)試験片にお
ける T-Toと validなデータの割合の関係とよく合っているものの、サブサイズ PCCv試験片
における関係とは大きく乖離している。 
図 4.21 に示した valid なデータが取得された割合、および表 2.7 に示した valid なデータ
の必要数とから、Toの評価に必要と推定される試験データの総数を T-Toで整理して図 4.22
に示す。図には試験温度に関する下限を太線で、ASTM E1921 に基づく必要データ総数の
推定値を破線でそれぞれ示した。ミニチュア C(T)試験では、T-Toの低下に伴う validなデー
タの割合の増加、および T-Toの低下に伴う必要とされる validなデータの増加との釣り合い
により、T-Toの値によらず必要なデータ総数の推定値が 7ないし 10点でほぼ一定の値をと
っている。これに対し、サブサイズ PCCv 試験片においては有効な Toを決定するためには
るかに多数の試験を要すると推定される。この理由は、4.2.1 項において言及したように、
式(4.1)で与えられる破壊靭性の上限が試験片の初期リガメント長さ b0に強く依存し、ミニ
チュア C(T)試験片の b0の公称値が 4 mmであるのに対し、サブサイズ PCCv試験片では 1.7 
mmに過ぎないためである。 
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以上の考察より、マスターカーブ法による破壊靭性評価を実機に適用することを想定し
た場合、効率的なデータの取得の可能性の観点からは、サブサイズ PCCv 試験片は現実的
ではなく、ミニチュア C(T)試験片は十分に実用に耐えることがわかった。 
 
 
0.0 
0.2 
0.4 
0.6 
0.8 
1.0 
1.2 
-80 -60 -40 -20 0 
Ra
tio
 o
f v
al
id
 d
at
a
T-To, °C
Allowable T Range
Reference curve
from ASTM E1921
SFVQ1A, Miniature C(T)
SQV2A Heat1, Miniature C(T) 
SQV2A Heat2, Miniature C(T)
SFVQ1A, Sub-Size PCCv
 
Figure 4.21  Relation between ratio of valid data and T-To 
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Figure 4.22  Relation between possible number of data and T-To 
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4.7 結 言 
 
本章では、監視試験片の再利用を前提としたミニチュア試験片を設計・製作し、これを
用いた破壊靭性試験を行った。ミニチュア試験片から得られるマスターカーブを標準寸法
の試験片から得られるマスターカーブと比較検討し、ミニチュア試験片の実機への適用性
を明らかにした。 
4.2節「試験片寸法・形状の設計」においては、はじめに第 2章「国産原子炉圧力容器鋼
に対するマスターカーブ法の有用性の検討」において取得された破壊靭性基礎データを基
に、ミニチュア試験片の成立性について机上検討を行い、破断後の監視試験片（使用済み
のシャルピー試験片）から加工が可能なサイズの試験片を用いてマスターカーブを決定で
きる見通しを得た。この結果に基づき、公称厚さ 4 mm のミニチュア C(T)試験片、および
公称厚さ3.33 mmのサブサイズPCCv試験片の二種類の試験片を設計した。このうちミニチ
ュア C(T)試験片については試験片寸法の制約から荷重線変位に代えて試験片前面変位を計
測する機構とし、これを荷重線変位に補正するための評価式を導いた。 
4.3節「ミニチュア試験片による破壊靭性データの取得」においては前節で設計したミニ
チュア試験片を用いてマスターカーブ法による破壊靭性試験を実施した。我が国の代表的
な原子炉圧力容器鋼材である SFVQ1A 鋼 1 ヒート、および SQV2A 鋼 2 ヒートを供試材と
し、ミニチュア試験片を用いた破壊靭性試験 183 体を実施して破壊靭性データを取得し、
これにより有効な参照温度を決定することができた。マスターカーブ法を適用するにあた
り、試験片の小型化によって顕在化する懸念のある事項として、試験片の寸法精度の問題、
疲労予き裂の導入の問題、および仕上げ加工による表層の硬化層の問題について検討を加
え、本研究で設計したミニチュア試験片においては、試験片の小型化に伴い特段に考慮す
る必要はなく、ASTM基準を適用することに問題がないことを明らかにした。 
4.4節「ミニチュア試験片の妥当性の検討」においては参照温度に及ぼす試験温度、評価
法、試験片形状の影響の有無を調べた。参照温度に及ぼす試験温度および評価法（単一温
度法、複数温度法の違い）の影響はいずれも小さく、有意な差は認められなかった。また、
ミニチュア試験片を用いても、標準試験片寸法以上の試験片と同等の参照温度を決定でき
ることを確認した。さらに、ミニチュア試験片から取得された破壊靭性がワイブル指数を
4 とするワイブル分布に概ねしたがうこと、マスターカーブの信頼限界と破壊靭性のばら
つきの関係が合理的に説明可能であること、マスターカーブ下限界曲線により破壊靭性を
保守的に評価できることを確かめた。 
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4.5節「現行規格基準による下限界曲線との比較」においては、ミニチュア C(T)試験片か
ら得られた試験データをマスターカーブ下限界曲線、日本電気協会 JEAC4206の KIc曲線、
および ASME Code Caseの KIc曲線と比較し、これら曲線がいずれもほぼすべての試験デー
タを安全側に包絡していることを確かめた。ただし、ミニチュア C(T)試験では有効な参照
温度を取得するための試験温度範囲が狭く、広範な温度範囲での下限界曲線あるいはKIc曲
線の適合性を明言できるには至らなかった。 
最後に 4.6節「必要な試験数に関する考察」においては、マスターカーブの決定に必要と
される試験片の個数について考量した。ミニチュア C(T)試験片を用いた試験では、試験温
度を適切に（参照温度より 30°C ないし 50°C 低め）に設定することにより、有効な参照温
度を現実的な試験片個数（10 体以下）で決定できるのに対し、サブサイズ PCCv 試験片に
おいては有効な参照温度を決定するためにはるかに多数の試験片を要し、現実的な評価に
は向いていないことを明らかにした。 
 
以上の一連の検討を通じ、本研究で設計したミニチュア C(T)試験片がマスターカーブ法
の適用に対し必要条件（破断後の監視試験片から採取可能であること）と十分条件（標準
試験片を想定した ASTM 基準を適用することに問題がないこと）の両方を満足しているこ
とが了解され、また、同試験片を用いて標準試験片と同等の参照温度を決定できることが
確認された。これにより、マスターカーブ法を実機原子炉圧力容器鋼に適用するための障
壁であった試験片サイズの問題が克服され、実機適用の先鞭を付けることができたことは
成果である。このことを総括して、国産原子炉圧力容器鋼の破壊靭性の評価に対し、ミニ
チュア C(T)試験片を用いたマスターカーブ法が役に立つことを明確にしたと結論できる。 
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第 5章 実機適用に向けての展望 
 
 
5.1 諸 言 
 
第 2 章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の有用性の検討」において取
得された破壊靭性基礎データをベースとして、第 3 章においては破壊靭性下限界曲線の合
理的な設定方法を、また第 4 章においてはミニチュア試験片を用いた破壊靭性評価法をそ
れぞれ提案した。これらの創案はもとより現行の監視試験プログラム[1]との共存が可能で
あることを前提に意図したものであって、試験とその評価に要するコストの問題を除けば、
提案法に採用によるデメリットは無いと言って差し支えない。さらに、提案法の採用によ
り監視試験プログラムの一端にマスターカーブ法による破壊靭性評価を加えることができ
るとすれば、マスターカーブ法の適用を可能ならしめたという事実を通じて、評価の合理
化と精緻化とが期待できる。 
本章では、我が国で現在運用されている、原子炉圧力容器の破壊靭性の確認試験方法の
現状を概観し、これにマスターカーブ法を導入した場合の効用について議論する。以下、
5.2節「破壊靭性の確認試験方法の現状」においては、我が国における供用期間中の原子炉
圧力容器に対する破壊靭性の要求、ならびに米国機械学会規定における破壊靭性要求の概
要について述べる。引き続き 5.3節「マスターカーブ法適用の有用性」においては、監視試
験プログラムと並立させてマスターカーブ法による破壊靭性評価を行うことによる利点を
明らかにする。 
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5.2 破壊靭性の確認試験方法の現状 
 
5.2.1 日本電気協会 JEAC4206-2007における破壊靭性要求 
供用期間中の原子炉圧力容器に対する破壊靭性の要求は日本電気協会の電気技術規程
JEAC4206-2007 [2]に規定されている。同規程の附属書 A「非延性破壊防止のための解析法」
のうち A-3210「供用状態 A及び Bの評価方法」においては、容器材料（（1）不連続部から
離れた胴および鏡、（2）ノズル、フランジ、および不連続部に近い胴、（3）ノズル）を
対象に、供用状態 Aおよび B（耐圧・漏えい試験を除く）の圧力・温度制限の要求として、 
2= + <I Ip Iq IRK K K K  (5.1) 
また、耐圧・漏えい試験の圧力・温度制限の要求として、 
1.5= + <I Ip Iq IRK K K K  (5.2) 
なる制限が設けられている。ここで、KIは応力拡大係数、KIpおよび KIqはそれぞれ一次応
力、二次応力による応力拡大係数、KIRは参照破壊靭性値（静的、動的、およびき裂伝ぱ停
止破壊靭性の下限値）である。KIR は関連温度 RTNDT を基準として与えられており、RTNDT
が 1パスビード法による落重試験より求められている場合は、 
( )29.46 15.16exp 0.0274 = + − IR NDTK T RT  (5.3) 
RTNDTが 2パスビード法による落重試験より求められている場合は、 
( )29.43 1.344exp 0.0261 88.9 = + − − IR NDTK T RT  (5.4) 
により計算される。ここで、Tは温度である。 
上記規定は容器材料一般に対し適用可能なものであるが、原子炉圧力容器に対してはこ
れに替えて、A-3220「原子炉圧力容器の供用状態 A及び Bの評価方法」を適用することが
できる。これによれば、供用状態 A および B（耐圧・漏えい試験を除く）の圧力・温度制
限の要求として、 
2= + <I Ip Iq IcK K K K  (5.5) 
また耐圧・漏えい試験の圧力・温度制限の要求として、 
1.5= + <I Ip Iq IcK K K K  (5.6) 
なる制限が設けられている。ここで、KIc は静的破壊靭性値である。式(5.5)および(5.6)はそ
れぞれ式(5.1)および(5.2)の KIRを KIcに置き換えたものであり、想定される供用状態で生じ
る応力拡大係数の増加速度が静的事象と見なせる程度に小さい、局所脆化領域（Local brittle 
zone）の存在の影響が小さく KIRの不確定性としての考慮が不要である、KIc曲線を用いた場
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合の圧力・温度制限に対する裕度が確認された、といった技術的検証を踏まえて
JEAC4206-2007 に採用されたものである[2]。KIcはやはり RTNDTを基準として与えられてお
り、 
( )36.48 22.78exp 0.036 = + − Ic NDTK T RT  (5.7) 
により計算される。式(5.3)、(5.4)、および(5.7)で与えられる KIR 曲線、KIc 曲線をまとめて
図 5.1に示す。同一の T-RTNDTに対してべKIc曲線の方がKIR曲線に比べ高い位置にあること
から、同一の KI（同一の仮想欠陥ならびに荷重条件）に対して KIc曲線の方が高い裕度を有
していることがわかる。なお、式(5.3)、(5.4)、および(5.7)の適用範囲はいずれも T-RTNDTが
-100°C以上、KIRあるいは KIcが 220 MPa·m1/2以下である。 
炉心領域材料に対し、式(5.3)、(5.4)、および(5.7)中の RTNDTとしては RTNDT調整値を用い
ることとされている。RTNDT調整値とは、照射前のRTNDT初期値に照射による移行量∆RTNDT
を加えることによって照射効果を調整した関連温度であって、∆RTNDT は監視試験による実
測または日本電気協会の電気技術規程 JEAC4201-2007 [1]の附属書 Bの B-2000に示す国内
脆化予測法によって求められる。このうち監視試験による実測においては、衝撃試験の吸
収エネルギーが 41 J であるような温度の移行量（照射前後の差）として定義される。照射
による KIc曲線の移行の考え方を図 5.2に模式的に示す。 
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Figure 5.1  Comparison of KIR curves and KIc curve 
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Figure 5.2  Schematic shift of KIc curve due to irradiation 
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5.2.2 ASME Code Case N-629, N-631における破壊靭性要求 
1.2.2項「規格基準の整備状況」に述べたとおり、ASMEの Boiler and Pressure Vessel Code
ではマスターカーブ法の考え方を部分的に採用したコードケース N-629 [3]および N-631 [4]
が定められている。前者は照射材、未照射材の両者に対し Boiler and Pressure Vessel Code, 
Section XIを適用する場合の方法であり、一方後者は未照射材への設計時の適用を念頭に置
いた Boiler and Pressure Vessel Code, Section IIIに対するものである。これらによれば、式
(5.7)で与えられるKIc曲線において、その位置を示す指標として RTNDTに代えて RTToを用い
ることを認めており、RTToを次式、 
35To oRT T= +  (5.8) 
によって与えている。温度の単位は[°F]である。RTTo を用いることの妥当性については文
献[5]に詳述されており、RTNDTとToの間には本質的な相関はないものの、RTToがRTNDTと同
様の性能を有していることを担保することで両者を関連付けることができるとしている。
そもそも RTNDTベースの KIc曲線は、制定当時の破壊靭性データに対する下限包絡曲線とし
て決定されたものである。すなわち、RTToベースの KIc曲線を基準に考えると、式(5.8)中の
オフセット値 35°Fは、RTNDTに対し定められたKIc曲線に内在する裕度に相当するものと考
えられる。この裕度は破壊靭性データの実測値と RTNDTベースの KIc曲線との乖離の度合い
に対応し、2.4節「現行規格基準による下限界曲線との比較」において議論したように材料
によって変動する。そこで、KIc 曲線の設定に際しては、最も厳しい材料（破壊靭性データ
の実測値が KIc曲線に最も近接している材料）として HSST（Heavy-Section Steel Technology）
Plate 02と称されるA533 Grade B原子炉圧力容器鋼の一連のデータセットを選定し、これに
対し適切な裕度が確保されるようにオフセット値を 35°Fと設定したものである[5]。 
本来、マスターカーブ法により破壊靭性評価曲線を直接的に決定することがあるべき姿
ではあるが、これを直ちに規格として制定するには種々の困難が伴うことから、次善の方
策として、経験的に定められた既存の RTNDTベースの KIc曲線との整合を図りつつ、マスタ
ーカーブ法の概念を段階的に導入することを企図してRTToベースのKIc曲線の規格化が進め
られてきたという経緯がある。現在、ASME の Task Group on Master Curve Fracture 
ToughnessではCode Case N-629およびN-631の規定をBoiler and Pressure Vessel Code, Section 
XI に直接取り込むための作業が進められており、またマスターカーブの信頼限界曲線から
破壊靭性評価曲線を直接的に決定するための Code Caseの策定が検討されている[6]。 
マスターカーブの信頼限界曲線とASME Code Caseに定められた RTToベースの KIc曲線を
比較して図 5.3 に示す。信頼限界曲線の計算は式(1.16)により、信頼限界は 5%、3%、およ
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び 2%とした。信頼限界曲線と KIc 曲線とでは曲線の形状が異なり、両者は（KIc = 220 
MPa·m1/2の上限を除き）二点で交差している。破壊靭性が中程度のレベルでは信頼限界曲線
の方が RTToベースの KIc曲線よりも非安全側となり、その範囲は 5%、3%、および 2%信頼
限界に対しそれぞれ 38 MPa·m1/2 ≤ KIc ≤ 147 MPa·m1/2、39 MPa·m1/2 ≤ KIc ≤ 112 MPa·m1/2、お
よび 40 MPa·m1/2 ≤ KIc ≤ 90 MPa·m1/2となる。この範囲における信頼限界曲線の妥当性をい
かに合理的に保証するかが今後の課題であると目される。 
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Figure 5.3  Comparison of tolerance curves of Master Curve and ASME Code Case KIc curve 
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5.3 マスターカーブ法適用の有用性 
 
マスターカーブ法により破壊靭性評価曲線を直接的に決定することの利点としては、破
壊靭性の統計分布特性をうまく記述する明解な理論的根拠を有していることの他、評価曲
線の指標たる参照温度 Toを破壊靭性試験から直接求めることができること、さらに照射材
の破壊靭性値を直接測定することにより、関連温度の初期値にその移行量を加えるといっ
た従来の手順に拠らなくてよいことが挙げられる。これに加え、RTNDTベースの KIc曲線が
実際の破壊靭性データに対して有する裕度が材料によって異なるのに対し、To を指標とし
て用いることで、異なるデータセットに対してもほぼ一定の裕度を確保できることが期待
される。換言すれば、RTNDT が破壊靭性の大まかな指標であるのに対し、To はよりきめ細
やかな指標であって、これを用いることで自ずと合理的な破壊靭性評価が実現できると考
えられる。 
上記の想定を確認するため、2.2.3 項「試験結果」で得られた 3 種の材料の基礎データに
対する Toと RTNDT の関係を整理して図 5.4に示す。同図には Sokolov [7]が取得した、原子
炉圧力容器鋼 A508 Cl. 3（SFVQ1A相当）および A533 Gr. B Cl. 1（SQV2A相当）の複数の
ヒートについての Toと RTNDTとの関係を併せて示した。本研究の結果は文献データのバン
ドに収まっており、To の低下につれて RTNDT も下がる傾向にあるものの、両者の相関はさ
ほど強くはない。Toが0°Cから-125°Cの広い範囲にわたって変動するのに対し、RTNDTの変
動範囲は 10°C から-45°C であり、約半分に過ぎない。Toが大きいときは両者の差は小さい
ものの、Toが小さくなるにつれて RTNDTは Toよりも大きな値を示すようになる。このこと
は、破壊靭性レベルの材料ごとの相異はマスターカーブ、すなわち Toによって一意に規定
されるものであるということを前提とすれば、（曲線形状の妥当性に関する議論はさてお
き）RTNDTは材料による破壊靭性の違いを十分に表現できず、特に靭性が高い（Toが小さい）
材料に対し過度に保守的な評価を与える傾向にあることを示唆している。 
シャルピー衝撃試験および落重試験の結果から定まる RTNDT は原理的には破壊靭性と直
接関連付けられるものではなく、両者の相関は経験的なものである。したがって現行規格
にしたがい RTNDTベースで KIc曲線を定めた場合、先に述べたとおりその裕度は材料により
大きく異なると考えられる。一方、マスターカーブ法の理論的前提条件（破壊靭性の材料
ごとの相異が Toによって規定されるということ）を認める立場に立てば、Toは破壊靭性と
温度の関係を規定する唯一の指標なのであるから、ASME Code Caseに倣い、適切な方法に
よって Toから間接的に RTToを与えることとすれば、RTToをベースとした KIc曲線をいかな
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る材料に対しても一定の裕度を確保できるよう定めることが期待されよう。 
ASME Code Caseにおける RTToの評価式（式(5.8)）は、Toに 19.4°C（= 35°F）なる調整量
を加えて RTTo とすることとしている。このシフト量は、RTNDT をベースとした初期の米国
のKIc曲線において、内在する裕度が最も小さくなるような材料のデータセットに対し、同
等の裕度が確保されるよう決定されたものである[5]。シフト量の決定に用いられたのは、
HSST（Heavy-Section Steel Technology）Plate 02と称される A533 Grade B原子炉圧力容器鋼
の一連のデータセット[26]であり、これを図 5.5に示す。同データに対する Toは-23.2°C（= 
-9.8°F）である。 
国産原子炉圧力容器鋼を対象とする場合、現段階で参照すべき標準的な裕度は明らかで
はない。ここでは、計測点とマスターカーブ下限界曲線、あるいはKIc曲線との温度軸方向
の距離の二乗総和平均の平方根により与えられる偏差（RMSE: Root Mean Square Error）を
もってマスターカーブ下限界曲線あるいはKIc曲線が有する裕度と定義することとし、その
相互比較を通じて裕度に関する検討を行った。裕度評価の模式図を図 5.6 に示す。裕度 MT
は次式で与えられる。 
( )2
1=
−
=
∑
n
curve exp
i i
i
T
T T
M
n
 (5.9) 
ここで、Tiexpは第 i番めのデータの温度、Ticurveは i番めのデータに対応するマスターカーブ
下限界曲線あるいは KIc曲線上の温度、nはデータ数である。 
図 5.5 に示した HSST Plate 02 のデータのうち、Toの決定に有効であったと考えられる
To-50°C ≤ T ≤ To +50°Cの範囲にある点について、上記の手順にしたがいMTを計算したとこ
ろ、MT = 41.7°Cであった。この値がマスターカーブ下限界曲線あるいは KIc曲線が確保す
べき裕度の目安となる。これに対し、本研究で得られたデータのうち破壊靭性がKIc曲線の
適用限界である 220 MPa·m1/2以下のデータを対象として、マスターカーブ下限界曲線およ
びKIc曲線に対しMTを計算した結果を材料ごとに表 5.1に示す。マスターカーブ下限界曲線
に対するMTは 40.3°C～43.3°Cであり、材料によらずほぼ一定の値をとっている。RTToをベ
ースとしたASME Code Caseの KIc曲線に対するMTは 39.2°Cから 44.8°Cの範囲にあり、そ
の値はマスターカーブ下限界曲線に対するMTと概ね同等である。これらの値はHSST Plate 
02データの ASME Code Caseの KIc曲線に対するMT = 41.7°Cに近い。このことから、本研
究で対象とした 3 鋼種に対しては、マスターカーブ下限界曲線および RTToをベースとした
KIc曲線はASME Code CaseのKIc曲線を決定する際に見込まれたのと同等の裕度を確保して
いることがわかる。これに対し、RTNDTをベースとした現行規格の KIc曲線に対する MTは
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80.8°C～101.9°Cの範囲にあり、裕度の目安であるMT = 41.7°Cに比べ約二倍の値を示して
いる。 
以上のことから、RTNDTに代えて RTToをベースとした KIc曲線を採用すれば、ASME Code 
CaseのKIc曲線のマスターカーブ法で保証されるのと同等の裕度をもって破壊靭性を合理的
に評価できると言える。 
日本電気協会の電気技術規程 JEAC 4201-2007 [1]に定める監視試験計画によれば、予め用
意すべき試験用カプセル数が原子炉圧力容器内面の関連温度移行量∆RTNDT の予測値に応じ
て定められている。一方、原子力規制庁が公布した、原子力規制委員会設置法の一部の施
行に伴う関係規則の整備等に関する規則（案）等に関連する内規（案）のうち、運転期間
延長認可制度に関わる規則[9]では、加圧水型軽水炉について運転開始後 30年を経過する日
から 10 年以内のできるだけ遅い時期、および運転開始後 45 年を経過する日以降最初に行
われる定期検査の期間中に監視試験片を取り出して健全性評価を行うことが求められてお
り、当初の想定以上に監視試験の回数が増える可能性が考えられる。例えば未試験の試験
用カプセルが 1 セットあり、一回の監視試験に供されるシャルピー衝撃試験片の個数が必
要最低数の 12 体であるとした場合、破断後の試験片より最大 24 体のシャルピー衝撃試験
片が再生でき、これは監視試験 2 セット分に相当する。これに対し、破断後の試験片より
ミニチュア C(T)試験片を加工するとすれば、その数は最大 96 体に上る。4.6 節「必要な試
験数に関する考察」によれば、有効な Toを決定するのに要する試験数は 10体と見積もられ
ているが、余裕を見て 12体が必要と考えても、監視試験 8セット分に相当する試験片を確
保することができる。この試験片数は実機原子炉圧力容器鋼の照射脆化の傾向を定期的に
評価する上で十分な数であり、従来の監視試験の実施回数の制約となりかねない物量の問
題を容易に克服することができると期待される。監視試験片の有効活用の考え方を模式的
に図 5.7に示す。なお、上記の試算は母材の試験片に関するものであり、溶接金属あるいは
溶接熱影響部の試験片に対しては試験片の溶接ビードの位置と幅によって再生可能な試験
片数が制約を受ける可能性があることを付記しておく。 
また、一部の原子力発電プラントではカプセルに破壊靭性試験用の C(T)試験片が装荷さ
れており、監視試験の実施と同時に照射材の破壊靭性が実測されている。ただし、1カプセ
ルに装荷された試験片数は限定的であり、現行の基準にしたがってマスターカーブを決定
するのに十分な試験データが得られない場合がある[10]。このような場合にあっても、第 3
章で提案したように、試験データ数が少ないことに伴う不確定性を適切に考慮した上で破
壊靭性の下限界曲線を合理的に設定することが可能であって、これにより、原子炉圧力容
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器の構造健全性評価をより直接的に行うことが可能である。 
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Figure 5.4  Comparison between reference temperatures, To and RTNDT 
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Figure 5.5  Fracture toughness data for HSST plate 02 
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Figure 5.6  Schematic of margin assessment 
 
Table 5.1  Evaluation of temperature margins against Master Curve lower bound and KIC curves 
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Figure 5.7  Schematic of effective use of surveillance specimens 
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5.4 結 言 
 
本章では、我が国で現在運用されている、原子炉圧力容器の破壊靭性の確認試験方法の
現状を概観し、これにマスターカーブ法を導入した場合の効用について議論した。 
5.2節「破壊靭性の確認試験方法の現状」においては、我が国における供用期間中の原子
炉圧力容器に対する破壊靭性の要求を定めた日本電気協会 JEAC4206-2007、ならびに米国に
おける破壊靭性要求を規定した Code Case N-629, N-631について、それらの概要と基本的な
考え方についてまとめた。前者においては関連温度 RTNDTを基準とする KIc曲線が規定され
るに留まっており、照射材の KIc曲線の決定に監視試験データが必須であるのに対し、後者
では RTToを基準とする KIc曲線が採用されており、マスターカーブ法それ単独で照射材の
KIc曲線を決定できるといった違いがあることを提示した。 
引き続き 5.3節「マスターカーブ法適用の有用性」においては、監視試験プログラムと並
立させてマスターカーブ法による破壊靭性評価を行うことによる利点について考察を加え
た。マスターカーブ法により破壊靭性評価曲線を直接的に決定することで、破壊靭性の統
計分布特性に対する理論的根拠を明確化できる、参照温度を直接決定できる、関連温度の
初期値とその移行量を別々に求めるといった従来の煩瑣な手順に拠らなくてよい、といっ
た利点に加え、To を指標として用いることで、異なるデータセットに対してほぼ一定の裕
度を合理的に確保できるということを確認した。さらに第 2 章「国産原子炉圧力容器鋼の
対するマスターカーブ法の有用性の検討」において取得された基礎データを用いて、マス
ターカーブ下限界曲線および KIc曲線が有する裕度を比較し、RTNDTに代えて RTToをベース
とした KIc 曲線を採用すれば、マスターカーブ下限界曲線の直接利用と同様、ASME Code 
CaseのKIc曲線で保証されるのと同等の裕度をもって破壊靭性を合理的に評価できることを
明らかにした。 
 
先行する章においては破壊靭性下限界曲線の合理的な設定方法、ならびにミニチュア試
験片を用いた破壊靭性評価法を提案し、これらを活用することで実機原子炉圧力容器鋼の
破壊靭性評価にマスターカーブ法が適用できることを示してきた。これを受けて本章では
破壊靭性評価にマスターカーブ法を導入したときにいかなる利点が期待できるのかを上述
のとおり明示し、それをもってマスターカーブ法の導入に意義があるということを明らか
にした。 
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第 6章 結 論 
 
 
6.1 本論文の成果 
 
本論文は、原子炉圧力容器鋼の破壊靭性を評価するにあたり、統計的手法を導入したマ
スターカーブ法の実機への適用を可能ならしめる方法を新たに提案するものである。本節
では、個別の課題に対して得られた結果を総括し、これを論文の成果としてとりまとめた。 
 
第 1 章「緒 論」では、軽水炉プラント機器の代表的な構造である原子炉圧力容器に着
目し、原子炉圧力容器鋼の中性子照射脆化、すなわち破壊靭性の低下が構造健全性に及ぼ
し得る影響の評価が重要であるとの認識を議論の出発点とした。はじめにマスターカーブ
法に関する既往研究事例、マスターカーブ法に関連する国内外の規格基準の整備状況につ
いて概観した。マスターカーブ法を実機に適用できるようにするには、現行の監視試験プ
ログラムと共存し得ることが必須の要件であり、使用済みの監視試験片（破断後のシャル
ピー試験片）の有効活用がそのための解決策であって、その実現のためには、「少ない試験
片数」で、「小さな試験片」を用いてマスターカーブ法を適用できるようにすることが不可
欠であることを指摘した。これらに対応する課題として、「試験データ数と統計分布特性の
推定精度の関係に基づくマスターカーブ下限界曲線の合理的な設定」、および「使用済みの
監視試験片から採取可能な超小型試験片を用いたマスターカーブ法の実現」をそれぞれ抽
出した。 
 
第 2 章「国産原子炉圧力容器鋼に対するマスターカーブ法の有用性の検討」では、代表
的な国産原子炉圧力容器鋼 3 種を対象に、ASTM 基準 E1921 に準拠した破壊靭性試験を実
施して破壊靭性基礎データを取得した。これにより、鋼種、試験温度、評価法（単一温度
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法、複数温度法の違い）、試験片寸法・形状ごとに有効な参照温度が決定可能であり、参照
温度に及ぼす試験温度、評価法、試験片寸法の影響はいずれも小さく、有意な差が認めら
れないことを初めて体系的に明らかにした。また、破壊靭性の統計分布特性を調べ、同一
条件下の破壊靭性が鋼種や試験片寸法・形状によらずワイブル指数を 4 とするワイブル分
布にしたがうことを初めて体系的に確かめた。さらに、破壊靭性基礎データに基づき決定
されたマスターカーブ下限界曲線を現行規格の KIc曲線と比較し、いずれの評価曲線もほぼ
すべての破壊靭性データを安全側に包絡できることを実証した。 
これらの結果を通じて、国産原子炉圧力容器鋼に対しマスターカーブ法が適用可能であ
ること、かつマスターカーブ法を適用することで同鋼の破壊靭性を適切に評価できること
を明らかにした。参照温度に及ぼす試験温度、評価法、試験片寸法の影響は小さく、マス
ターカーブ法が評価法としてのロバスト性を備えている一方で、異なる鋼種に対する参照
温度の違いは歴然としており、仕様が同じ材料であっても個別に参照温度を決定すること
の必要性を見出した。破壊靭性のばらつきがワイブル指数 4 のワイブル分布にしたがい、
それが鋼種や試験温度の違いによらず成立するという事実は、試験片の寸法補正や信頼限
界決定の評価式が使えるための前提条件が満たされていることを意味しており、これによ
りマスターカーブ法の適用の無謬性を明らかにした。 
 
第 3 章「破壊靭性下限界曲線の合理的設定方法の提案」では、ワイブル分布にしたがう
破壊靭性の母集団からサンプリングを行って破壊靭性を推定するとの観点でマスターカー
ブ法を捉え、サンプルサイズの影響を的確に考慮しながら破壊靭性の下側信頼限界を理論
的に決定する方法について、現行基準の下限界の設定方法を理論的に拡張した手法を新た
に提案した。また、指数パラメータが 4 であるワイブル分布を正規分布に置き換えること
が適切であることを理論的検討およびシミュレーションにより明らかにし、この置き換え
を通じて参照温度の分布特性を解析的に推定する方法を導出した。以上の検討結果をまと
めて、統計的な信頼性に明確な意味付けをしたマスターカーブカーブ下限界を設定する方
法を新たに提案し、その妥当性を破壊靭性基礎データとの比較により検証した。 
これら一連の検討によって得られた意義は大きく二つあって、第一に統計的手法を導入
してマスターカーブの下限界曲線を設定する方法を提案したこと、第二に現行基準で必要
とされているよりもデータ数が少ない場合であっても、相応の下限界を決定できるように
したことである。前者については、実質的な国際標準である、米国試験材料協会基準がサ
ンプルサイズは無限大であるとの仮定に基づいているのに対し、サンプルサイズの影響を
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的確に考慮した下限界曲線の評価式を明確化したことをもって、下限界曲線の「合理的」
な設定方法の提案に至った。一方後者については、第 1章で抽出された、「実機材にマスタ
ーカーブ法を適用するには少ない試験片数で同法を使えるようにしなければならない」と
の要請に応える成果であり、これによってマスターカーブ法の実機適用への途が拓かれた。 
 
第 4 章「ミニチュア試験片を用いた破壊靭性評価法の提案」では、監視試験片の再利用
を前提としたミニチュア試験片を設計・製作し、これを用いた破壊靭性試験を行った。は
じめに破壊靭性基礎データを基にミニチュア試験片の成立性について机上検討を行い、破
断後の監視試験片から加工が可能なサイズの試験片を用いてマスターカーブを決定できる
見通しを得た。この結果に基づき、厚さ 4 mmのミニチュア C(T)試験片、および厚さ 3.33 mm
のサブサイズ PCCv試験片の二種類の試験片を設計・製作し、これを用いた破壊靭性試験を
行った。これにより、ミニチュア試験片を用いても、標準試験片やそれ以上の寸法の試験
片と同等の参照温度を決定できることを明らかにした。また、マスターカーブの決定に必
要となる試験片数について考察し、ミニチュア C(T)試験片を用いた試験では、試験温度を
適切に設定することにより、有効な参照温度を現実的な試験片数で決定できるのに対し、
サブサイズ PCCv試験片においては有効な参照温度の決定にはるかに多数の試験片を要し、
現実的な評価には向かないことを見出した。 
以上の検討を通じ、本研究で設計したミニチュア C(T)試験片がマスターカーブ法の適用
に対し必要条件（破断後の監視試験片から採取可能であること）と十分条件（標準試験片
を想定した ASTM 基準を適用することに問題がないこと）の両方を満足していることが了
解され、また、同試験片を用いて標準試験片と同等の参照温度を決定できることが確認さ
れた。これにより、マスターカーブ法を実機原子炉圧力容器鋼に適用するための障壁であ
った試験片サイズの問題が克服され、実機適用の先鞭を付けることができた。 
 
第 5 章「実機適用に向けての展望」では、我が国で現在運用されている原子炉圧力容器
の破壊靭性の確認試験方法の現状を概観し、これにマスターカーブ法を導入した場合の効
用について論じた。日本電気協会の定める技術規程では関連温度を基準とする KIc曲線が設
定されるに留まっており、照射材の KIc曲線の決定には監視試験データが必須であるのに対
し、米国機械学会事例規格では参照温度を間接的に利用した KIc曲線が採用されており、マ
スターカーブ法単独で照射材の KIc曲線を決定できるといった違いがあることを示した。次
に、監視試験プログラムと並立させてマスターカーブ法による破壊靭性評価を行うことに
よる利点について考察し、破壊靭性の統計分布特性の理論的根拠を明確化できる、参照温
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度を直接決定できる、関連温度の初期値とその移行量を別々に求めるといった煩瑣な手順
に拠らなくてよい、といった利点に加え、参照温度を指標として用いることで、異なるデ
ータセットに対しても概ね一定の裕度を確保できることを確認した。さらに、従来法に代
えて参照温度をベースとした破壊靭性曲線を採用しても、先行する ASME Code Caseの破壊
靭性評価曲線で確保されているのと同等の裕度をもって破壊靭性を合理的に評価できるこ
とを明らかにした。 
 
第 6 章「結 論」においては、上記の各章において得られた成果をとりまとめるととも
に、関連する研究ならびにその適用分野における今後の課題と展望を整理した。 
本論文で示された提案法に基づき、実機原子炉圧力容器鋼の破壊靭性評価に統計的手法
を導入したマスターカーブ法を適用することで、現行の監視試験プログラムと共存しなが
らも、信頼性の高い構造健全性評価が実現できるようになると期待される。 
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6.2 今後の課題と展望 
 
本研究においては、実機原子炉圧力容器鋼の破壊靭性の評価にあたり、マスターカーブ
法が十分に適用可能であって、かつその適用による効用が大きいことを検証してきた。本
節では、本研究で得られた成果を出発点とし、実機原子炉圧力容器鋼に対する健全性評価
の信頼性を高めるための課題について、今後の展望を含めて整理する。 
本研究で得られた成果の直接的な活用方策としては、第一に破壊靭性試験方法基準への
取り込みが挙げられる。マスターカーブ法に基づく破壊靭性試験方法を定めた国際的な基
準としては、ASTM基準 E1921 [1]が、またこれに対応する国内の基準に日本電気協会の電
気技術規程 JEAC4216-2011 [2]がある。いずれの基準においても用いる試験片の寸法に対す
る直接的な制限はなく、式(4.8)で与えられるき裂先端近傍の拘束条件が満足されるのであれ
ばミニチュア試験片の利用を妨げるものではない。とは言え、これら基準はあくまでも標
準試験片の寸法（基準内にある明示的な記述によれば厚さ 10 mmと推定される）以上の寸
法を有する試験片の使用を想定して整備されたものに違いはなく、ミニチュア試験片の使
用に際しその妥当性が適宜検証されるべきである。 
破壊靭性下限界曲線の設定法の提案については、本研究で展開された議論を通じ、ASTM
基準 E1921 にあるマスターカーブ下限界の保守性が定量的に確認されたわけであって、こ
の事実をもって現行基準の技術的妥当性を精緻な提案法の活用によって担保できたと言え
る。さらにこれを一歩進めて、提案法に基づき要求される精度と試験片数とに応じてマス
ターカーブ下限界を与えることにより、データの信頼性を的確に反映した相応の下限界を
定めることが可能となろう。 
本研究はもとより実機への適用を目的としたものであり、対象とすべき材料には当然照
射材が含まれることから、破壊評価のための一連の過程（試験片の製作加工、疲労予き裂
の導入、寸法計測、破壊靭性試験、破面観察など）がホットセル内で行われることを念頭
に置く必要がある。ミニチュア試験片の設計に際しては予めこの条件が考慮されてはいる
ものの、評価体系としての適格性を明確にするためには、ホットセル内での実証的な試験
もまた不可欠であると考えられる。 
上述した課題の克服を通じ、提案法の基準への取り込みを実現するためには、提案法の
有用性に対する共通認識を醸成することが必要不可欠である。これに関連し、国内ではミ
ニチュア C(T)試験片を用いたマスターカーブ法のラウンドロビン試験が複数の試験機関の
参加の下で実施されており[3, 4]、ミニチュア C(T)試験片の有効性についてコンセンサスが
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形成されつつあると言ってよい。さらに、本研究の一環で設計したミニチュア C(T)試験片
を用いてマスターカーブ破壊靭性試験を行い、標準寸法の試験片と同等の参照温度を決定
可能であることを実証した事例も報告されている[5, 6]。近い将来の実機への適用が強く期
待されるところである。 
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